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第 1 章 緒論 
1.1 はじめに 
転がり軸受は，多くの機械製品の中で軸の滑らかな回転をサポートするために用いら
れている重要な部品である．図 1.1 に示すように，一般的な転がり軸受（以下，軸受）
では，軌道輪（外輪と内輪）の間に複数の転動体（玉またはころ）が配置され，さらに
転動体を等間隔に保つための保持器を備えている．通常，軸は内輪に嵌めあわせて運転
され，転動体の転がりによって軸の回転荷重が支えられる．この時，転動体と軌道輪と
の小さな接触面で荷重を支えるため，そこでの接触圧力は数 GPa に達する．そして，
運転中にこの高い接触圧力が繰返し負荷されることで，軌道輪の軌道面と転動体の転動
面（以下，これらを転動面と総称する）には疲労が起こり，やがて表面がうろこ状には
がれたような「はく離」を生じる（図 1.2）．はく離の発生は軸受の深刻な機能低下を引
き起こすため，要求される耐用期間内にはく離が発生しないことは軸受の最も重要な使
命の 1 つである．この転がり接触に起因する疲労（転動疲労）によるはく離は，転動面
の潤滑状態に応じてその発生機構が変化することが知られている． 
 
 
  
(a) 深溝玉軸受     (b) 円筒ころ軸受 
図 1.1  代表的な転がり軸受の構造 [出典：参考文献 1)] 
 
 
図 1.2  自動調心ころ軸受の内輪に発生したはく離 [出典：参考文献 2)] 
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潤滑が良好な場合（転動面間に介在する油膜によって両者が分離されている条件）の
接触部では，表面の圧力分布が比較的均一な形状となり，これによって表面からやや離
れた内部の位置（Sub-surface）で各種のせん断応力が最大となる（図 1.3(a)）．その結果，
繰返し負荷による疲労き裂は内部から発生し（図 1.4），はく離に至る．このモードでの
はく離は「内部起点型はく離」と称され，応力が最大となる深さの近傍に非金属介在物
が存在する場合は，それが応力集中源となってき裂発生のリスクが増加する．近年では
転がり軸受の鋼材の清浄度が格段に向上しており，内部起点型はく離の発生リスクは尐
なくなってきている． 
 
(a) 潤滑が良好な場合 
 
(b) 潤滑不良の場合 
図 1.3 軌道輪と転動体の接触部における接触圧力と内部応力の分布例（線接触を仮定） 
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一方，転動面間に十分な油膜が形成されない潤滑不良の条件下では，転動面の表面粗
さの突起接触が起こるため，接触部直下の表層(Near-surface)に内部より大きい応力が生
じる（図 1.3(b)）．そして，この過大な応力が繰返されることで，表面を起点とした早
期のき裂が発生し（図 1.5），はく離に至る．このモードのはく離は「表面起点型はく離」
と呼ばれ，その寿命が内部起点型はく離と比較して短いことから転がり軸受の大きな問
題の 1 つになっている．本研究の対象である「ピーリング」は，表面起点型はく離の代
表であり，幅・深さともに 10 μm 程度の微小なはく離やき裂が密集した部分のことを指
す（図 1.6）．ピーリングは一般的な軸受と比較して転動面の表面粗さが大きい場合に発
生しやすく，仕上げ加工の難易度が高い大型軸受や，表面粗さの大きい相手部品に嵌め
合せて使用されることが多い針状ころ軸受などで頻発する．ピーリングの発生は振動や
騒音を増加させ，より大きな損傷に進展するリスクもあるため問題視される． 
なお，転動面の加工に起因する表面粗さではなく，異物の咬みこみによって形成され
た圧痕の盛り上がり部が応力集中源となって表面起点型はく離が発生することもある． 
このようなはく離は「圧痕起点はく離」と呼ばれることが多い（図 1.7）． 
 
 
    
図 1.4 良好な潤滑条件下で発生した転動疲労のき裂 
 
 
 
図 1.5 潤滑不良条件下で発生した表面を起点とするき裂 [出典：参考文献 3)] 
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(a)        (b) 
図 1.6 ピーリングの例 
(a) ピーリングの発生した転動面の光学顕微鏡像 
(b) ピーリングの発生した転動面の断面 [出典：参考文献 4)] 
 
 
 
図 1.7 圧痕起点はく離の例 [出典：参考文献 5)] 
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表面起点型はく離の原因は明確であり，使用条件に留意することでその発生を防止で
きる．しかし，燃費削減を目的とした潤滑油の低粘度化や，機械の簡素化・低コスト化
のために転がり軸受の使用環境は年々過酷化しており，表面起点型はく離の発生頻度は
増加し続けている．ピーリングもその例外ではなく，メカニズムに基づいた対策技術や
寿命予測技術の確立が求められている． 
ピーリングのメカニズムに関する研究は古くから多く行われており，ピーリングの発
生が，運転条件や表面粗さ性状，転動面の材質，潤滑油やそれに加える添加剤の種類な
どの多くの因子に影響されることがわかってきた．しかし，ピーリングのメカニズムに
ついての統一的な見解は現在でも得られておらず，特に転がり軸受を想定した運転条件
下におけるメカニズムはあまり研究されていない．1.2.1 項では，ピーリングのメカニ
ズムに関する従来の研究について主要な文献を引用しながら説明する．なお，本論文で
はピーリングの初期き裂の発生や，それが進展して微小はく離の集合に至るときのメカ
ニズムを「ピーリングのメカニズム」と総称する．き裂の発生または進展のメカニズム
に限定して言及する際はそれを明記する． 
潤滑不良条件下での転がり軸受の寿命は，現時点で最新の軸受寿命計算式 6)で推算で
きるようになっている．しかしその方法も万能ではなく，ピーリングのように転動面の
表面粗さが比較的大きい条件下で発生するはく離の寿命は推算できない．一方で，ピー
リングの寿命（ここでは，ピーリングの個々の微小はく離もしくはその集合が発生する
までの負荷回数の意味）だけを予測する専用の数値モデルもいくつか提案されている．
しかし，これらのモデルにも不完全な点が多く，特に寿命予測精度の観点から改良の余
地が残っていると言える．1.2.2 項では，ピーリングの寿命予測に関する従来の研究と
その問題点について主要な文献を引用しながら説明する． 
ピーリングの対策技術についても様々な方法が提案されているが，長寿命化のメカニ
ズムが十分に明らかになっていないものも多い．信頼性の向上やさらなる高機能化のた
めには，長寿命化のメカニズムをさらに深耕して調査することが重要である．1.2.3 項
では，ピーリングの対策技術に関する従来の研究について説明する． 
なお，「ピーリング」という用語は日本国内の転がり軸受業界で慣例的に用いられて
いる 2, 7)が，JIS B 1562: 20098)では，ピーリングの個々の微小はく離やき裂に相当する用
語として「微小スポーリング」「微小き裂」という用語が定義されている．また，微小
はく離やき裂が多数発生し，巨視的に材料が灰色に変色したように見える箇所のことを
「グレーステイニング」という用語で定義しており，これが軸受業界で言うところの「ピ
ーリング」と同義語であると考えられる．一方，国外では「Micropitting」という用語が
ピーリングの同義語として用いられている 9)．このような様々な呼称が存在するものの，
本論文内では軸受業界の慣例に従って「ピーリング」という用語を統一して使用する． 
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1.2 ピーリングに関する従来の研究 
ピーリングは転がり軸受に特有の損傷ではなく，転がり接触機構を持つ他の機械部品
にも発生する．特に，歯車では歯面でのピーリングの発生が大きな問題となっており，
そのメカニズムや寿命予測，長寿命化に関する多くの研究が行われている 10)．ここで，
歯車の転動面では 2 面の相対的なすべりが不可避的に発生するのに対し，転がり軸受の
転動面でのすべりの程度は比較的小さい（いわゆる純転がり条件に近い）．このような
違いはあるものの，それぞれの運転条件を想定して得られたピーリングに関する知見の
大半は互いに共有できると考えられる．したがって，本項では研究対象が転がり軸受以
外のものも含めて，ピーリングに関する過去の研究を説明する． 
 
1.2.1 ピーリングのメカニズムに関する従来の研究 
表面起点型はく離の研究が開始された当初，微小なはく離やき裂の集合を特徴とする
ピーリングの存在は知られていなかった．表面起点型はく離に関する先駆的な研究とし
ては，1935 年の Way の研究がある 11)．そこでは，転動面の表面粗さが粗い場合，ある
いは転動する 2 面間に形成された油膜に対して表面粗さが大きい場合に表面起点型は
く離が発生しやすくなることが実験的に示されている．その後，Dawson は潤滑状態の
指標である D 値というパラメータを導入し，これが小さいほど表面起点型のはく離の
寿命が大きくなることを示した 12)．D 値は以下の式であらわされる． 
         
min
21
h
RR
D zz

         (1.1) 
Rz1，Rz2：互いに転がり接触する物体 1 と物体 2 の最大高さ粗さ 
hmin：最小油膜厚さ 
式(1.1)中の最小油膜厚さは，弾性流体潤滑（Elasto-Hydrodynamic Lubrication：EHL）理
論によって求められる．EHL 理論とは，軸受や歯車のように接触面積が物体の表面積
より十分に小さく，接触面に顕著な弾性変形が生じるような集中接触条件下での油膜厚
さや圧力分布を計算する理論である．EHL 理論については多くの解説があるため 13)，
ここでは割愛する．転がり軸受の分野では，D 値の代わりに油膜パラメータ Λ14)が広く
用いられている． 
            2
1
2
2
2
1
m i n
qq RR
h
Λ

                (1.2) 
Rq1，Rq2：物体 1 と物体 2 の二乗平均平方根粗さ 
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上記の Way や Dawson らの研究は，はく離のサイズが見かけの接触面積（≈ 表面粗さ
を無視して計算される理論接触面積）と同程度のオーダーであるピッチング（Pitting）
を対象とするものであった．典型的なピッチングよりも明らかに小さなサイズの表面起
点型はく離が発生することに言及したのは，Oterbain ら 15)が最初と思われる．彼らは，
複数種の潤滑油を用いた軸受寿命試験において，潤滑油粘度が低い場合に浅いピッチン
グ（superficial pitting）が密集して発生することを報告した．その後，Littmann ら 16)がこ
の微小なはく離の集合をピーリング（peeling）と称したことで，ピッチングとピーリン
グが区別されるようになった．彼らは軸受鋼を用いた転動疲労試験を行い，転動面にラ
ッピングを行うことで，潤滑不良条件であってもピーリングが抑制されることを発見し
た．そして，転動面の表面粗さが比較的大きく，油膜厚さより大きい突起が多数存在す
る場合にピーリングが発生しやすくなると結論づけた．この Littmann らの報告以後，
研究対象をピーリングに限定した報告がなされるようになった．Tokuda ら 17)は，二円
筒試験機（2 つの円筒試験片の外接面を接触させながら転動させる試験）を用いたピー
リングの再現試験方法を確立し，転動する 2 面の表面粗さの差が大きい場合に表面粗さ
が小さい方の表面にピーリングが発生することを報告した．この報告では，電気抵抗法
を用いた突起接触頻度の評価も行われている．そして，様々な潤滑剤を用いた試験結果
から，試験中の突起接触頻度の低下が大きい油種ほどピーリングが抑制されることが示
された．これは，表面粗さのなじみの程度がピーリングの発生に影響することを示唆し
ており，なじみの重要性はその後の多くの研究でも確認されている 18-20)．Akamatsu ら
21)は，油膜パラメータ Λが減尐するほど特定の負荷回数時点でのピーリング面積率（あ
る観察領域の中で微小き裂やはく離の発生箇所が占める面積比率）が増加することを示
した（図 1.8）．以上のように，ピーリングのメカニズムが研究され始めた当初は，突起
接触の頻度に着目した報告が多かった． 
 
図 1.8 油膜パラメータ Λとピーリング面積率の関係 [出典：参考文献 21)] 
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その後，突起接触の頻度だけでなく接触の過酷度や表層の応力状態の観点からピーリ
ングのメカニズムを検討する研究が行われ始めた．中島ら 22, 23)は，転動する 2 面の表面
形状の一致性が高い場合（つまり，片方の面の表面粗さがもう一方の面に転写されるよ
うな場合），突起接触による応力集中が緩和されるとともに油膜形成性も改善されるた
めピーリングの発生リスクが減尐することを報告した．Maeda ら 24)はピーリングの発生
した転動面の X 線残留応力測定を行い，運転後の転動面表層に三軸残留応力が存在す
ることを明らかにした．そして，積分法 25)を用いて表層の主応力の傾き角を推定し，こ
れとピーリングのき裂進展方向が良く一致することを示した．加えて，この主応力の傾
き角が転動面でのすべりの程度に依存して変化し，それに伴ってき裂進展の方向が変化
することも示した． 
1970 年代ごろに粗面の接触理論が発達したことを受け 26-29)，転動面での突起接触の
過酷度を定量的に推定し，これとピーリングとの関係を調査する取り組みも行われた．
Berthe ら 30)は，表面粗さの測定結果（突起の頂点高さと頂上曲率の分布）と油膜厚さの
推定値を用いて突起接触部での接触圧力を簡易的に推定し，その結果から突起接触が弾
性的か塑性的かを判断する方法を示した．そして，実験結果との比較から，突起接触が
弾性的な場合にピーリングが発生しないことを示した． 
 2000 年ごろになると，潤滑油の添加剤の有無や運転条件がピーリングに及ぼす影響
を調査した研究が増加し，より実機に近い条件下でのピーリングのメカニズムが議論さ
れるようになった．Benyajati ら 31)，Laine ら 18)は，潤滑油に摩耗抑制剤（ZDDP）を添
加することで運転中の表面粗さのなじみが阻害され，無添加の場合よりもピーリングが
発生しやすくなったと述べている．Laine ら 32)は，ZDDP に加えて摩擦調整剤（MoDTC）
を添加した場合の実験も行い，MoDTC の添加によって摩擦係数が低下し，表層の応力
状態が改善されるためピーリングが抑制されると説明した．Brizmer33)らは Morales ら 34)
が開発したピーリングの発生をシミュレーションする数値モデルを活用し，摩擦係数の
低下によってピーリングが抑制されることの妥当性を示している．Morales らは，自身
の数値モデルと実験結果を用いて転動面でのすべりの存在がピーリングに及ぼす影響
について重要な見解を示した 34, 35)．そこでは，①すべりに伴って顕著な摩耗が発生する
場合は，転動面の凹凸の平滑化（なじみの促進）と疲労が進行した表層領域の除去の両
方が起こるため，ピーリングが抑制される．②逆に無視できる程度の摩耗しか発生しな
い場合は，すべり率の増加によって転動面での局所的な突起接触回数が増加する（図
1.9）ため，ピーリングが発生しやすくなるという説明がなされている．Rycerz ら 36)は，
すべりによる発熱の影響を極力排除したピーリング試験を行い，上記②を支持する考察
を行っている．なお，Moralesらの数値モデルの詳細については次の1.2.2項で説明する． 
 疲労の進行に伴う材料の組織変化の観点からピーリングのメカニズムを考察した研
究もある．Oila ら 37, 38)は，（軸受や歯車のような）マルテンサイト組織を持つ材料のピ
ーリング試験を行い，試験後の転動面表層における組織変化の状態を調査した．その結
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果，ピーリングの発生した転動面の表層に①ナイタルエッチングによって黒く腐食され
やすい組織（Dark Etching Region：DER），②エッチング後に白く見える腐食されにくい
組織（White Etching Region：WER），③顕著な塑性変形によってマルテンサイトの針状
組織が消失した組織（Plastic Deformation Region：PDR）の 3 つの変態組織が見られるこ
とを発見した．そして，各変態組織の硬さが異なるため，組織間の界面からピーリング
のき裂が発生し，進展しやすくなると説明した（図 1.10）．ただし，このメカニズムは
試験後の観察結果に基づいたものであり，組織変化が先でその後にき裂が発生したのか，
その逆あるいは同時進行であったのかは不明である．Fujita ら 39)は，2 次元検出器を有
する X 線応力測定装置を用いてピーリングの進行に伴う残留応力の生成や結晶粒の配
向の状態を評価した．その結果，103回程度の負荷回数までに材料（SUJ2）の降伏点に
近い値の残留応力（相当応力）が生成され，その後にマルテンサイト結晶粒の配向が進
行しながらピーリングの発生に至ることを明らかにした．この結果は，ピーリングの発
生が転動面表層の前進塑性流動（いわゆるラチェッティング）に関連していることを示
唆している．この他，ピーリングの進行に伴って表層の X 線回折ピークの半価幅や残
留オーステナイト量が変化することも明らかになっている 40-43)が，これらの変化とピー
リングのメカニズムの関係については十分に議論されていない． 
以上の従来の研究を鑑みると，突起接触によって転動面の表層に作用する過大な繰返
し応力がピーリングの原因であることは間違いないと言える．しかし，ピーリングの
個々のき裂の発生や進展についての具体的なメカニズムは現在でも明確化されていな
い．これは，ほとんどの研究において，間接的な評価指標や損傷発生後の観察結果に基
づいてメカニズムを説明しているためであり，より信憑性の高いメカニズムを構築する
ためには，運転中の転動面を細かく時系列に観察することが必要であると考える． 
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(a) すべり無し 
 
 
 
(b) すべり有り 
図 1.9 すべりの有無による局所的な突起接触回数の変化 
 
 
 
 
図 1.10 ピーリングのメカニズムの例 [出典：参考文献 38)] 
 
  
11 
 
1.2.2 ピーリングの寿命予測に関する従来の研究 
 軸受の寿命予測は，軸受がどのくらいの期間使用できるか，あるいは想定される運転
条件下で要求寿命を満足できるかを見積もるために行われる．軸受が応力の繰返しによ
って破損するという概念が出てきたのは 1910 年代以降であり 44, 45)，それ以降，軸受が
破損に至るまでの繰返し数（つまり寿命）を推算しようとする取り組みが続けられてき
た．なお，軸受寿命計算式の考え方やその変遷などについては多数の参考文献がある
46-51)ため，ここでは割愛する．現在では，以下のような簡単な式を用いて軸受寿命をお
およそ見積もることができる 52)． 
p
P
C
L 





10        (1.3) 
L10：10%寿命，  C：軸受形式によって決まる基本動定格荷重 
P：動等価荷重，  p：玉軸受で 3，ころ軸受で 10 / 3 
この式は，接触部直下の表面からやや離れた位置（Sub-surface）に発生するせん断応力
の作用ではく離が発生することを前提としており，内部起点型はく離による寿命を計算
するものであると言える．これに対し，ピーリングに代表される表面起点型はく離は，
転動面のごく表層（Near-surface）に作用する応力（以下，表層応力）と密接に関連する
ため，表層応力の推定結果に基づいてその寿命を予測することが妥当である．最新の軸
受寿命計算式の規格（ISO281: 2007）6)では，式(1.3)に対して運転条件に依存して決まる
補正係数（aISO）を乗ずることで，潤滑不良条件下での表面起点型はく離の発生による
寿命低下を考慮できるようになっている． 
p
ISO
P
CaL 





10        (1.4) 
aISO：寿命修正係数 
ここで，aISOは粘度比 κ という潤滑状態を表す係数によって変化するため，正確には κ
の値に基づいて潤滑不良条件下での寿命を予測することになる．粘度比 κと油膜パラメ
ータ Λとの間には近似的に以下の関係がある． 
κ =  Λ1.3     (1.5) 
上記の aISOは標準的な転がり軸受の表面粗さを想定して制定されたものであり，表面
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粗さの大きい軸受には適用できない．したがって，表面粗さの大きい条件下で発生する
ピーリングの寿命予測には適用できない．また，運転中の転動面では表面粗さのなじみ
や残留応力の生成が起こることで表層応力がリアルタイムに変化するが，ISO281:2007
の方法ではこの影響は考慮できない．しかし，これらの変化はピーリングの発生に影響
するため，ピーリングの寿命を予測する際に考慮されるべきである．以上の点を考慮す
ると，ピーリングの寿命予測には，従来の転がり軸受の寿命計算式と切り離された別の
モデルを用いることが現実的である．  
 ピーリングの寿命予測専用のモデルを最初に提案したのは 1989 年の Zhou らの報告
53)と思われ，その後いくつかのモデルが提案されている．なお，ピーリングの「寿命」
についての明確な定義は存在せず，ピーリングの個々の微小はく離が発生するまでの負
荷回数を予測したモデルもあれば，ある負荷回数時点でのピーリング面積率を予測した
モデルもある．本項では，これらの違いは区別せず，負荷回数とピーリングの発生状態
の関係を取り扱ったモデルを総じて「ピーリングの寿命予測モデル」と定義する． 
図 1.11 に Zhou らが提案した寿命予測モデルのフローを概略して示す．初めに，表面
粗さの測定データと運転条件を入力情報として粗面の接触解析が行われ，接触圧力分布
が推定される．この時，潤滑が接触状態に及ぼす影響を考慮するために，混合潤滑の考
え方（Mixed-lubrication theory）が適用される．混合潤滑とは，突起接触部と流体膜の流
体力学的作用の両方によって負荷荷重が分担支持される潤滑状態のことを言い，軸受や
歯車のように流体膜の挙動が EHL 理論に従う条件下での混合潤滑は部分 EHL（Partial 
EHL）と呼ばれる．一般的な部分 EHL の解析では，突起接触部と EHL 油膜で支持する
荷重の合計が負荷荷重に等しいという釣合い式を利用して接触圧力分布が求められ，
Zhou らのモデルにおいてもこの手法が採用されている．接触圧力分布を求めた後は，
半無限体近似（Half space approximation）を適用して接触部直下の表層応力が推定され
る．半無限体近似とは，接触部の寸法が物体の寸法より十分に小さい場合に，物体内部
に発生する応力（内部応力）が半無限体の表面に接触圧力が作用したときの内部応力に
近似できるとする考えである．この時，半無限体の表面は平滑面と仮定されることが多
い（以下，これを平滑面仮定と称する）．そして，接触圧力分布を鉛直下方向の集中荷
重の集合と考え，個々の集中荷重によって発生する応力を重ね合せることで，接触部直
下の任意の位置における内部応力が求められる．このようにして求めた表層応力を何ら
かの疲労クライテリオン（Fatigue criterion）に照合しなければ，ピーリング発生までの
負荷回数を求めることはできない．Zhou らは，推定した表層応力を用いて求められる
転位のひずみエネルギーがある閾値を超えた時にピーリングの初期き裂が生成される
と仮定し，き裂発生までの負荷回数 Niを推定した．推定された Niは実験結果と定性的
に対応しており，図 1.11 のフローによってピーリング寿命を予測できる可能性が示さ
れた．このフローは，以後に提案される他のモデルにおいても標準となっている．なお，
上記の接触解析では 1 種の境界要素法（Boundary Element Method：BEM）が用いられて
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おり，他のモデルにおいてもやはり BEM が採用されている．これは，BEM が境界（表
面）の要素分割のみを必要とし，粗面の接触解析に比較的簡単に適用できるためと考え
られる．また，3 次元的な要素分割を必要とする有限要素法（Finite Element Method：FEM）
と比較して計算時間が短いというメリットもある． 
 
 
 
図 1.11 Zhou ら 53)が提案したピーリングの寿命予測モデルのフロー 
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Brandao らが提案したモデル 54-56)では，疲労クライテリオンとして Dang-van 疲労クラ
イテリオン 57)を採用している．Dang-van 疲労クライテリオンは，多軸応力場での疲労
き裂の発生を取り扱う理論の 1 つであり，そこでは下式が満たされる時に疲労き裂が発
生すると定義される． 
HDVDV p max   (1.6) 
τmax：任意点での最大せん断応力，  βDV：せん断疲労強度 
αDV：材料に固有の定数， pH：任意点での静水圧応力（平均応力） 
上式からわかるように，このクライテリオンでは疲労き裂の発生に及ぼす平均応力の影
響を考慮することができる．せん断疲労強度 βDVは，両振りねじり疲労試験（Reversed 
torsion test）の結果から求められ，ある繰返し数 N を満たすことのできる臨界せん断応
力を意味する．一方，定数 αDVは βDVの値と曲げ疲労試験（Alternating bending test）で
得られた疲労強度に依存する定数である． 
3
2
f
fDV
DV




   (1.7) 
σf：曲げ疲労強度  
式(1.6)，(1.7)からわかるように，Dang-van 疲労クライテリオンでは材料の応力と寿命の
関係（すなわち，S-N 曲線）に基づいて疲労き裂の発生が判定される．一般的に，S-N
曲線に基づいて疲労寿命を推定する考え方（以下，応力‐寿命手法と称する）は，弾性
的な応力が繰返される条件下での比較的長い疲労寿命（繰返し数 104~105回以上，いわ
ゆる高サイクル疲労）を説明するために用いられることが多い．対して，ピーリングは
転動面表層の塑性変形を伴うため，応力‐寿命手法を用いてその寿命を説明することが
妥当であるかについては現在でも答えが示されていない． 
Evans らが提案したモデル 58, 59)では，低サイクル疲労の考え方（すなわち材料のひず
み－寿命線図に基づいた疲労クライテリオン）を採用している．Al-Mayali60)らは，この
モデルを用いて二円筒試験におけるピーリングの発生状態を予測し，微小はく離の発生
箇所やそれが発生するまでの負荷回数の予測結果が実験結果と部分的に整合すること
を示した． 
 上述した Zhou ら，Brandao ら，Evans らのモデルでは，表面粗さのなじみの影響は無
視されるか，またはなじみ運転後の表面粗さデータを接触解析に用いることで考慮され
ていた．一方，前項で触れた Morales らのモデル 34, 35)では，寿命予測のフローに摩耗予
測の手法を組み込むことで，なじみだけでなく摩耗によって表層の疲労領域が除去され
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ることの影響も考慮しながらピーリング寿命を予測することができる．このモデルは，
初期条件さえ入力すれば，特定負荷回数時点での表面形状とピーリングの発生状態の両
方をシミュレーションすることができる優れた手法であり，実際に様々な運転条件下で
のピーリング面積率をシミュレーションした結果は実験結果と定性的に整合していた．
しかし，様々な条件下における摩耗状態を正確に予測することは難しいと考えられ，摩
耗予測の誤差が大きい場合にピーリング寿命の予測精度が悪化する懸念がある．
Morales らのモデルでは，接触圧力の計算にそれまで主流であった線粗さ（2 次元粗さ）
ではなく面粗さ（3 次元粗さ）の実測データを用いていることも特徴の 1 つである．ま
た，疲労クライテリオンには，Brandao らと同じく Dang-van 疲労クライテリオンが採用
されている． 
この他，Li ら 61-63)は表層応力を求める際に平滑面仮定を用いない方法を開発し，ピー
リング寿命の予測に利用している．これによって，表面粗さの凹凸の存在による応力集
中の影響を考慮して表層応力が計算できるようである． 
なお，上述したモデルでは，運転中にき裂が発生して微小はく離に至ることを前提と
している．一方で，運転前から転動面に微小き裂が存在すると仮定し，それがある限界
寸法に進展するまでの繰返し数をピーリング寿命として推定する，いわゆる破壊力学的
なアプローチを採用したモデルも存在する 64, 65)．しかし，そもそも典型的なピーリング
の微小はく離やき裂の寸法が 10 μm 程度しかないためか，き裂の進展挙動はあまり重要
視されておらず，破壊力学的なアプローチによる研究はここ数年では見当たらない．  
以上のように，ピーリングの寿命予測モデルは様々な改良を加えられながら発展して
きたが，運転中の残留応力変化が寿命に及ぼす影響を考慮したモデルはほとんど見られ
ない 66)．先に述べたように，ピーリングの発生した転動面には三軸残留応力が発生する
24)ため，これを考慮しなければ寿命に対する残留応力の影響を正確に検討することがで
きない．三軸残留応力を評価する一般的な方法として Dolle-Hauk 法 67)があるが，多く
の時間と手間を要するデメリットがあり，これがピーリング寿命と運転中の残留応力変
化との関係があまり調査されていなかった原因と考えられる．近年では，2 次元検出器
を使った X 線応力測定によって迅速に三軸残留応力を評価できる手法が開発されてお
り 68, 69)，これを用いて残留応力変化の影響を明らかにすることが期待される． 
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1.2.3 ピーリングの対策技術に関する従来の研究 
1.2.1 項で説明したピーリングのメカニズムについての知見から明らかなように，転
動面の表面粗さの改善や，高粘度の潤滑油の使用による油膜形成性の改善によってピー
リングは防止できる．しかし，加工のコストや難易度，燃費の改善等の都合から，これ
ら以外の方法による対策が望まれている． 
ピーリングが疲労損傷であるゆえに，その寿命は転動面の材質に依存すると考えられ
る．前田は 70)，様々な鋼種と熱処理を施した試験片のピーリング試験を行い，焼き戻し
軟化抵抗が高い，または表面硬度の高い材質ほどピーリングの発生が抑制されることを
示した．Roy ら 71)は，浸炭焼入れ後の残留オーステナイト量（以下，残留 γ 量とする）
を 0 ～ 70 %に制御した試験片のピーリング試験を行い，残留 γ量が多いほどピーリン
グの発生による振動の増加が抑制されることを報告した．これは，繰返し応力の作用で
残留 γがマルテンサイトに加工誘起変態し，その際に生成される圧縮残留応力がピーリ
ングのき裂進展を妨げることが主要因と考えられている．Rabaso ら 72)は，材料の浸炭
窒化処理の際に起こる表層の酸化（粒界酸化）がピーリングのき裂進展を助長すること
を示し，常圧より低い圧力条件下で浸炭窒化処理を行うことでこのリスクが軽減される
と述べている． 
 転動面に特殊な表面改質を行うことでピーリング寿命を延長する方法も提案されて
いる．例えばAkamatsuら 73, 74)は，転動面に微小な凹部をランダムに形成させる（図1.12）
ことで，転動面の油膜形成力や油膜保持力が向上し，被処理面のピーリングが抑制され
ると報告している．また，長寿命効果の程度が凹部の数や深さ，配置に依存すると考え
られるため，表面粗さのスキューネス（Rsk）の値でこれを管理する方法を提案してい
る．Rabaso ら 72)は旋削加工された転動面にショットピーニング（以下 SP とする）を行
うことで，被処理面の耐ピーリング性が向上することを示した．これは，SP によって
表面粗さ性状の改善や圧縮残留応力の生成，加工硬化が起きたことに起因すると考えら
れている．一方，嘉村ら 75)は SP 後に鏡面仕上げを行った試験片（SP 品）と，これと同
等の表面粗さ性状を持つ無処理品とを用意し，相手面を研削加工面にしたピーリング試
験を行った．その結果，SP 品の試験前の圧縮残留応力は無処理品より顕著に高かった
が，同じ負荷回数時点でのピーリング面積率は SP 品の方が大きくなることが示された．
このように，SP が耐ピーリング性に及ぼす影響は試験条件や被処理面の材質によって
変化するため，より多くの実験結果に基づいて SP の効果を検討することが望まれる．
この他，レーザー表面溶融（Laser surface melting）76)や超音波を用いたナノ表面改質
（Ultrasonic nanocrystal surface modification）77)という技術によってピーリング寿命を長
寿命化した例もある．これらは，母材（Fe）への炭素固溶量の増加による高硬度化や，
表層の結晶粒の微細化，圧縮残留応力の生成などの疲労の抑制に好ましい効果をもたら
すため，長寿命化が達成できると考えられている． 
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転動面に皮膜を形成することによる長寿命化の研究も盛んに行われている．例えば，
転動面への硬質膜の形成は，摩擦係数の減尐やなじみの促進を引き起こすため，ピーリ
ングのリスクを減尐させると報告されている 78, 79)．また，Moorthy ら 80)は，研削面同士
の転動の場合，表面粗さの凹部での応力集中によってピーリングの初期き裂が発生する
ため，皮膜によって凹部を埋めることでピーリングき裂の発生が抑制されると述べてい
る．このような効果が見込めるものの，一般的に硬質膜は物理的または化学的蒸着法に
よって皮膜を形成させるため，被処理物の形状によっては転動面へのつきまわり性が悪
くなるおそれがある． 
「化成処理」はつきまわりの問題に対応できる皮膜処理法の一つであり，古くから摺
動部材への適用が検討されている．化成処理では，処理水溶液中に被処理物を浸漬し，
化学反応によって酸化物や化合物の皮膜を形成させる 81)ため，処理槽に入れることがで
きれば複雑な形状の被処理物にも適用することができる．浅井 82)らは，転動面にリン酸
マンガン処理（化成処理の 1 種）を行うことで，相手面の表面粗さのなじみが促進され，
被処理面の耐ピーリング性が向上することを報告している．近年，同じく化成処理の 1
種である黒染処理が摺動特性に好ましい影響をもたらすことが多数報告されている
83-86)．黒染処理がピーリングに及ぼす影響は Mahmoudi ら 79)によって調査されたが，こ
の時は無処理品と比較して耐ピーリング性の向上は見られなかった．その後，Britzmer
ら 87)がより広い運転条件で黒染品のピーリング性を調査し，2 面のうち尐なくとも表面
粗さの大きい側に黒染処理を行うことで相手面のピーリングを抑制できることが示さ
れた．この黒染処理による長寿命化は，主に摩擦係数の減尐や表層の応力分布状態の改
善に起因するが，これと同時におこるなじみの促進による効果も寄与すると述べられて
いる．黒染処理によるなじみの促進メカニズムや，それがどの程度ピーリングの抑制に
寄与するかは現時点で不明であり，より詳細な調査が望まれている． 
 
 
 
  
    (a)         (b) 
図 1.12 微小な凹部をランダムに形成させた転動面 [出典：参考文献 74)] 
(a) 転動面の光学顕微鏡写真， (b) 転動面の粗さ曲線 
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1.3 本論文の目的と構成 
 本論文の目的は，以下の 3 つの研究を通じて得られたピーリングに関する重要な知見
を整理し，潤滑不良条件下での転がり軸受の長寿命化および信頼性向上につなげること
である． 
第 2 章 ピーリングのき裂発生メカニズムとピーリング抑制に及ぼす黒染処理の  
影響についての実験結果に基づく考察 
第 3 章 ピーリングの進展と黒染処理によるピーリング抑制についての転動面下の 
応力解析の結果に基づく検討 
第 4 章 転動面下の応力解析の結果に基づいたピーリング寿命の予測技術 
 第 1 章では上記の研究の背景を明確にするため，ピーリングに関する従来の研究につ
いて概説した． 
 第 2 章では，二円筒試験によるピーリングの再現試験を行い，ピーリングのき裂発生
メカニズムを調査した結果について説明する．試験中に短い間隔で，転動面の高倍率観
察，表面粗さ測定，X 線残留応力測定が行われ，これらの結果に基づいて多角的な視点
からき裂発生メカニズムを考察する．また，ピーリングの対策技術としての黒染処理に
着目し，黒染処理によって表面粗さのなじみが促進されるメカニズムとそれによるピー
リングの抑制効果を調査した結果についても説明する． 
 第 3 章では，第 2 章の試験について，試験中の転動面下の表層に作用した応力（表層
応力）を推定し，ピーリングのき裂発生メカニズムと黒染処理によるピーリングの抑制
効果の妥当性を検証した結果について説明する．また，内部応力の推定結果に基づいて，
ピーリングのき裂進展メカニズムについても考察する．内部応力は，粗面の接触解析の
結果と X 線残留応力測定の結果を組み合わせて推定され，従来の研究で無視されるこ
との多かったピーリングの発生に及ぼす残留応力の影響を考慮できるようにした． 
 第 4 章では，様々な運転条件下で得られたピーリング寿命と運転中の表層応力の推定
値に基づいてピーリングについての S-N 曲線を作成した結果を説明する．また，作成し
た S-N 曲線に基づいてピーリング寿命を予測する方法を提案し，実際にその予測精度を
検証した結果についても説明する．さらに，残留応力を考慮することがピーリング寿命
の予測精度に及ぼす影響についても検討される． 
 第 5 章は，本論文の総括であり，第 2～4 章の研究成果をまとめる． 
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第 2 章 ピーリングのき裂発生メカニズムとピーリング抑制に 
及ぼす黒染処理の影響についての実験結果に基づく考察 
 
2.1 緒言 
 自動車や産業機械などの燃費改善のために転がり軸受の潤滑剤が低粘度化されてお
り，これによって軸受にピーリングが発生するリスクは増加している．このような条件
下でも軸受が必要寿命を満足するためには，ピーリングのメカニズムの解明とそれに基
づいた対策技術の開発が必要である． 
第 1 章で説明したように，ピーリングのメカニズムについての研究は古くから行われ
ており，ピーリングは潤滑不良条件下で，かつ転動する 2 面の表面粗さの差が大きい場
合に発生しやすいことが明らかにされている 1)．また，Akamatsu2)は油膜パラメータ Λ
（EHL 理論によって求められる転動面間の最小油膜厚さと，2 面の二乗平均平方根粗さ
の二乗和の平方根との比）が 1.2 以下の条件下では，Λの低下にともなって特定の負荷
回数時点でのピーリング面積率が増加することを報告している．これらの結果から，ピ
ーリングの原因は油膜切れによって表面粗さの突起接触が起こり，そこでの応力集中の
ために転動面の表層に過大な繰返し応力が作用することであると考えられる．このよう
に，ピーリングのメカニズムは定性的には理解されているが，そのき裂の発生や進展の
メカニズムを詳細に調査した研究は多くない 3, 4)．また，それらの研究では，特定の評
価指標（表層の組織変化や残留応力状態）に基づいて損傷発生後の分析結果からピーリ
ングのき裂発生や進展のメカニズムを説明している．より信憑性の高いメカニズムを構
築するためには，運転中の転動面について時系列に細かく分析を行い，それらの結果に
基づいて多角的な視点から考察を行うことが重要と考えられる． 
そこで本研究では，二円筒試験機を用いてピーリングの再現試験を行い，試験中に短
い間隔で転動面の観察，表面粗さ測定，X 線応力測定を行った結果に基づいてピーリン
グのき裂発生メカニズムを検討した． 
一方，転がり軸受の損傷対策として「黒染処理」が近年注目されている．黒染処理に
よって無処理の場合より転動面の摩擦係数が減尐するため，摩耗や焼き付き，ならびに
ピーリングの対策技術として効果があると報告されている 5-9)．黒染処理には運転中の
転動面の表面粗さの低下，すなわち「なじみ」を促進する効果があることも確認されて
いるが，なじみが促進されるメカニズムや，なじみの促進がピーリングの抑制にどの程
度寄与するかについては詳しく考察されていない．本研究では，黒染処理のなじみの促
進メカニズムと，それによるピーリングの抑制効果を調査したので，その結果も報告す
る． 
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2.2 実験方法 
2.2.1 ピーリング再現試験 
ピーリングの再現試験には，図 2.1 に示す二円筒試験機を用いた．モーターと接続し
た軸に駆動円筒を，もう一方の自由回転軸に従動円筒を取り付け，これらを接触させて
転動させた．円筒形状は両円筒ともに外径 40 mm，内径20 mm，厚み 12 mm であり，
駆動円筒のみ外接面（転動面）の軸方向に半径 R 60 mm のクラウニングを設けた．両
円筒の材質は高炭素クロム軸受鋼 JIS-SUJ2 製で，一般的な焼入れ，焼戻処理を施して
ロックウェル硬度を 61.5 HRC にした．熱処理後の外径面について，駆動円筒は研削加
工，従動円筒は超仕上げを施し，軸方向の算術平均粗さ（Ra）をそれぞれ約 0.75 μm，
約 0.015 μm にした．駆動円筒については外径面の研削加工後に黒染処理を施した物も
用意した．黒染処理の条件は DIN 50938 10)を参考に設定した．具体的には，研削加工後
の駆動円筒を脱脂，洗浄し，130～140 ℃に熱した NaOH を主成分とする強アルカリ溶
液に数分～数十分浸漬させ，その後水洗した．アルカリ溶液への浸漬は 1 回のみで，最
大 2 μm の膜厚を持つ黒色の酸化鉄層（以後，黒染層と称する）を形成させた．以後，
外径面が研削加工のままの駆動円筒を「無処理品（図表中では Ground）」，黒染処理し
た駆動円筒を「黒染品（同 Black oxide）」と称する．2 種類の駆動円筒についてそれぞ
れ 3 回ずつ試験を実施したが，3 回目の試験は途中で打ち切り，後述する転動面の断面
観察のために試験円筒を切断した．以後，1, 2, 3 回目の試験はそれぞれ N = 1, 2, 3 と識
別して記す．表 2.1 に，2 種類の駆動円筒と従動円筒の試験前の表面粗さ，ロックウェ
ル硬度および黒染層膜厚を示す．黒染処理による駆動円筒の Ra の変化は小さかった．
また，表 2.2 には，試験前の駆動円筒端面の機械的特性をナノインデンテーション法で
測定した結果を示す．測定は Berkovich 圧子で行い，最大押し込み荷重を 500 μN とし
て Oliver らの手法 11)で硬度とヤング率を算出した．黒染層の硬度（2.2 GPa）とヤング
率（50.7 GPa）はともに無処理品の 1/4 以下であり，参考文献 7)に示された黒染層の機
械的特性（硬度 2.6 GPa，ヤング率 61 GPa）と比較してもやや小さかった． 
表 2.3 に試験条件を示す．給油は潤滑油を含浸させたフェルトパッドを運転中の円筒
に接触させて行った．油膜パラメータ Λは下式で求めた． 
 2
1
2
2
2
1
min
qq RR
h
Λ

   (2.1) 
ここで hminは Cittennden らの EHL 油膜厚さ計算式
12)を用いて求めた最小油膜厚さであ
り，Rq1 と Rq2はそれぞれ駆動円筒と従動円筒の試験前の転動面の二乗平均平方根粗さ
である．駆動円筒の種類によらず Λは 0.1 程度で，境界潤滑条件（転動面間の油膜が荷
重の支持にほとんど寄与しない潤滑領域）であったと考えられる．各試験は所定の負荷
回数ごとに中断し，後述の分析を都度行いながら，最終的に総負荷回数が 5×105 回に
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達するまで継続した． 
なお，本項では表面粗さの表記に二次元の粗さ曲線のパラメータである Ra を用いた
が，試験中の表面粗さの評価では，より実現象に沿った考察を行うために三次元の表面
粗さパラメータを取り扱う． 
 
 
 
図 2.1 二円筒試験機の概略図 
 
表 2.1 試験円筒の表面粗さ，硬度，黒染層の膜厚 
  
Driving cylinder 
Driven cylinder 
Ground Black oxide 
Roughness(Ra), μm 0.75 0.70 0.015 
Hardness 61.5 HRC 
Thickness of black oxide layer, μm - 2.0 - 
 
表 2.2 ナノインデンテーション法で測定した試験前の駆動円筒の機械的特性 
  Ground Black oxide 
Average hardness, GPa 10.1 2.2 
Standard deviation of hardness, GPa 5.4 2.3 
Depth range for average hardness, nm 27-79 40-150 
Average elastic modulus, GPa 232.6 50.7 
Standard deviation of elastic modulus, GPa 74.2 25.4 
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表 2.3 二円筒試験の条件 
Lubricant poly-α-olefin, VG5  
Rotational speed, min
-1
 2000 
Load, kN 2.25 
Hertzian contact pressure P
max
, GPa 2.3 
Oil film parameter Λ 0.09 ~ 0.11 (40℃) 
Total number of loading cycles 5.0×10
5
 
 
 
2.2.2 転動面の観察 
所定の負荷回数時点における両円筒の転動面および軸方向断面を，光学顕微鏡，
Scanning Electron Microscope (SEM)および Field Emission-SEM (FE-SEM)で観察し，ピー
リングのき裂発生やその進展，ならびに黒染層の状態を調査した．SEM を用いた観察
の一部では Energy Dispersive X-ray Spectroscopy (EDX)による元素分析も行った．なお，
軸方向断面の作製は Focused Ion Beam (FIB) 装置で行った．  
 
2.2.3 表面形状と表面粗さの測定 
駆動円筒のなじみの進行を調査するため，所定の負荷回数ごとに共焦点型のレーザー
顕微鏡で転動面の表面形状を測定し，その表面形状について三次元粗さパラメータ（以
下，単に粗さパラメータと称する）を算出した．また，従動円筒についても所定の負荷
回数で転動面の表面形状を測定し，ピーリングの発生との関係を調査した．表 2.4 にレ
ーザー顕微鏡の測定条件を，図 2.2 に表面形状の測定および三次元粗さパラメータの算
出の手順を示す．レーザー顕微鏡で測定した表面形状は，面内の x, y 方向に一定ピッチ
で離散化された高さ z (x, y)の集合として表現される．測定された生データはノイズを多
く含むため，円筒形状を補正した後に複数のノイズカットを施した．まず，表面形状の
表示および粗さパラメータの算出時ともに，Land Mark （LM）ノイズカットを行った．
この処理では，ノイズ判定の対象点の高さとその周辺に存在する測定点の平均高さとの
差が設定レベルを超えたときに，対象点のデータをノイズと判定する．ノイズと判定さ
れた対象点のデータは，周辺の測定点の高さを昇順に並べた時の中央値に置き換えられ
る．本研究では，対象点の周りの 3 ピクセル四方の範囲を周辺領域とし，高さの差のし
きい値は 0.3 μm にした．続くローパススプラインフィルタ処理では，転動面の加工痕
のエッジに発生したノイズを除去した．この時のカットオフ値は，表面形状の表示時は
2.5 μm, 粗さパラメータの算出時は 1 μm とした．また，粗さパラメータの算出時は，そ
の後さらにローパスガウシアンフィルタ処理も適用して短波長の表面粗さ成分を除去
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した．この時のフィルタのカットオフ値（2.5 μm）は ISO25178-313)の設定基準に準拠し
た． 
三次元粗さパラメータの算出は，二乗平均平方根勾配 Sdq，突起頂点の高さの標準偏
差 σ*，突起頂点の算術平均曲率 Spcの 3 種のパラメータについて実施し，これらの値と
ピーリングの進展の関係を考察した．また，σ*と Spcの積の試験中の変化にも着目した． 
Greenwood らの粗面の接触理論 14)に基づけば，σ*と Spcの積は突起接触部の接触の過酷
度と相関があり，この値が減尐するほど突起接触部のうち弾性的に接触する部分の割合
が増加すると考えられる．また，Ioannides らの報告 15)では，接触面の粗さ曲線の傾斜
（≒Sdq）が小さいほど真実接触部の接触圧力が低下すると説明されている．本章の実験
条件では荷重の支持に潤滑油がほとんど寄与しないと考えられるため，接触状態と相関
のあるこれらの粗さパラメータの変化がピーリングの発生に強く影響すると考えられ
る．σ*と Spcの算出のための突起頂点の抽出条件は，自点の周囲 8 ピクセル（≒2.4 μm）
四方の全測定点より高い点とし，Spcは以下の式に従って求めた． 
Spc =    (2.2) 
ここで，n は抽出した突起頂点の総数である．全ての粗さパラメータは，駆動円筒の転
動面からランダムに選んだ 3 か所の測定箇所の平均値として求めた．なお，従動円筒の
表面粗さは駆動円筒と比較して十分小さい（Raで駆動円筒の数百分の 1）ため，ピーリ
ングに及ぼす影響が小さいと考えて測定しなかった． 
 
表 2.4 レーザー顕微鏡の測定条件 
Type of instrument Confocal 
Measuring area, 
μm×μm 
298 × 298 
Magnification of 
objective lens 
50x 
Sampling interval, 
μm 
x-y plane 0.29 
z axis 0.01 
 
図 2.2 表面形状の測定および三次元 
粗さパラメータの算出手順 
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2.2.4 X 線応力測定 
今回のような境界潤滑条件下の転動では，真実接触部に大きな接触圧力が作用するた
め，転動面下の表層領域で残留応力の生成や結晶状態の変化が起こる．Fujita ら 16)は，
二次元検出器を有する X 線応力測定装置を用いて転動面の残留応力や結晶状態を評価
し，これらの変化がピーリングの発生と関連することを報告している．本実験では，各
駆動円筒と転動させた従動円筒の転動面について Fujita らの報告と同様の評価を行い，
残留応力と結晶状態の変化を調査した． 
図 2.3 に X 線応力測定装置の概略と測定時の座標系を，表 2.5 に測定条件を示す．二
次元検出器では，転動面への X 線照射で発生する X 線回折環（以下，単に回折環と称
する）全体の回折情報を一度に取得できる．本研究では，二次元検出器で得られた回折
情報に佐々木らの三軸応力測定法（第三法）17)を適用することで表層の三軸残留応力（6
成分全て）を測定した．これによって，一般的な三軸残留応力測定法である Dölle-Hauk18)
法よりも測定時間を短縮できる．なお，後の実験結果に示す残留応力は，得られた三軸
残留応力から求めたミーゼス応力（σvm, res，添え字 res は残留応力の意味）である．前述
の Fujita らの報告では，回折環の不均一性を示す S / S0というパラメータで転動面の結
晶配向の程度を表現しており，本研究でもこのパラメータを活用した．ここで，S は特
定の負荷回数時点での回折環内のピーク強度の標準偏差，S0は試験前の S を表し，S / S0
の増加は転動面の結晶配向の進行を示すと考えられている．なお，S / S0は垂直入射（0 
= 0°）で得られた回折環から求めた．表 2.5 の条件における X 線の平均侵入深さは，嘉
村らの報告 19)（本章と同様の測定条件・測定対象）を参考にすると約 4.3～5.4 μm とな
る．また，照射領域は 2 mm であり，本測定で得られる結果は，この測定体積内（ 2 mm 
× 5 μm）に存在する α相（マルテンサイト相）の平均的な情報を示すものである．すな
わち，測定体積内では場所や深さの違いによる残留応力の変化はないと仮定している．
なお，この仮定は平面応力状態を意味するので z 方向の応力成分（σz，τyz，τxz）は 0 と
なるべきである．しかし，今回の材料（JIS-SUJ2）のように弾性定数の異なる複数の相
（マルテンサイト，オーステナイト，炭化物）が存在する場合では，相応力の釣り合い
によってマルテンサイト相に z 方向の残留応力成分が残り得る． 
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図 2.3 X 線応力測定装置の概略 
 
 
表 2.5 X 線応力測定の条件 
Characteristic X-ray Cr Kα 
X-ray diffraction line (hkl) α-Fe, (211) 
Tube condition 30 kV, 1 mA 
X-ray irradiated area, mm  2 
X-ray incident angle (
0
, 
0
), deg. (0, 0) (35, 0) (35, 90) 
Exposure time, s 72 
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2.3 実験結果 
2.3.1 転動面の外観と表面形状の変化 
2.3.1.1 従動円筒 
 図 2.4 に試験終了時（5×105 負荷時）の従動円筒の転動面の光学顕微鏡写真を示す．
無処理品の試験（図 2.4(a)）ではピーリングが発生していた．一方，黒染品の試験（図
2.4(b)）では，ピーリングは確認できなかった． 
図 2.5 に，無処理品の試験の 0.1×105回および 2.5×105回負荷時における従動円筒の
転動面の光学顕微鏡写真を示す．0.1×105 回負荷時（図 2.5(a)）にはき裂状の傷が発生
していた．一方，2.5×105回負荷時（図 2.5(b)）には明確な微小き裂が発生していた． 
 
 
 
(a)      (b) 
図 2.4 試験終了時の従動円筒の転動面の光学顕微鏡写真 
(a) 相手面：無処理品 
(b) 相手面：黒染品 
 
 
 
(a)          (b) 
図 2.5 試験中の従動円筒の転動面の光学顕微鏡写真（相手面：無処理品） 
(a) 0.1×105回負荷時 
(b) 2.5×105回負荷時 
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図 2.6 はレーザー顕微鏡で測定した従動円筒の転動面の表面形状を示している．図
2.6(a)は試験前の表面形状であり，超仕上げによって形成された規則的な凹凸が見られ
た．無処理品の試験の 1.0×105回負荷時（図 2.6(b)）では，試験前より長周期で振幅が
大きい凹凸（以下，しわ状凹凸と称する）と，複数の微小な突出部が見られた．この突
出部には図 2.5(b)で見られたような微小き裂が存在していた．一方，黒染品の試験の 1.0
×105回負荷時（図 2.6(c)）にもしわ状凹凸が存在したが，その振幅は小さく，微小な突
出部も見られなかった． 
 
 
(a)           (b)      (c) 
図 2.6 従動円筒の転動面の表面形状 
(a) 試験前 
(b) 1.0×105回負荷時，相手面：無処理品 
(c) 1.0×105回負荷時，相手面：黒染品 
 
 
図 2.7 は，無処理品の試験の 0.1×105回負荷時に従動円筒に見られたき裂状の傷（図
2.5(a)）を FE-SEM で観察した結果である．図 2.7(a)～(c)はそれぞれ異なる観察位置の結
果である．図 2.7(a)の箇所では，凹部（図中 A・C）の両隣に表面が隆起したような凸
部（図中 B・D）が存在した．これは，しわ状凹凸が摩耗ではなく塑性変形で形成され
たことを示している．図 2.7(b)の箇所では，しわ状凹凸の凸部が鉛直方向から圧延され
たように変形しており，これによって切欠き（図中 E）が形成されていた．一方，図 2.7(c)
の箇所でも凸部の圧延による切欠きの形成（図中 F）が起きていたが，切欠きは隣接す
る凹部の傾斜に沿って折り畳まれており，その内側はほとんど見えなかった． 
図 2.8 に，無処理品の試験の終了時（5.0×105回負荷時）に従動円筒に存在したき裂
を FE-SEM で観察した結果を示す．図 2.8(a)は軸方向断面の観察結果であり，図 2.7(c)
のようなしわ状凹凸の折り畳みで形成された切欠き部（図中 A）から材料内部へき裂が
進展していることがわかる．また，しわ状凹凸の折り畳みとは異なるメカニズムで形成
されたと考えられるき裂（図中 B）も発生していた．一方，図 2.8(b)は表面の観察結果
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であり，図中の点線矢印のように転動方向に対して傾いた向きのき裂が存在していた．
ここで，0.1×105回負荷時の転動面には転動方向に沿って形成された切欠き部は多く存
在したが，転動方向に対して傾いたき裂は見られなかった．これは，転動方向に沿った
向きの切欠き部を起点として初期き裂が発生し，そこから転動方向に対して斜めの方向
にき裂が進展したことを示唆している． 
 
 
 
(a)       (b)          (c) 
  図 2.7 0.1×105回負荷時の従動円筒（相手面：無処理品）に見られたき裂状の 
傷（図 2.5(a)）の FE-SEM 像 
 
 
 
    
     (a)         (b) 
図 2.8 無処理品の試験の終了時に従動円筒に存在したき裂の FE-SEM 像 
(a) 軸方向断面の観察結果 
(b) 表面の観察結果 （点線の矢印：き裂の進展方向） 
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2.3.1.2 駆動円筒 
図 2.9 に，試験前および 0.1×105回負荷時における駆動円筒の転動面の光学顕微鏡写
真を示す．無処理品，黒染品ともに 0.1×105回負荷時に目立った損傷は観測されなかっ
たが，黒染品では黒染層の一部が摩耗していた． 
図 2.10 は，図 2.9 と同じ観察箇所の表面形状を示している．無処理品，黒染品ともに
試験前は研削加工に起因する凹凸が存在していた．無処理品の 0.1×105回負荷時は，試
験前より凸部が低くなめらかになっていた．一方，黒染品の 0.1×105回負荷時でも凸部
が試験前より低くなめらかになっていたが，その程度は無処理品より顕著であった．  
図 2.11 は，各駆動円筒について 0.1×105回負荷時の軸方向断面を SEM で観察した結
果である．図 2.11(a)と(b)は，それぞれ無処理品，黒染品の非転動箇所の断面であり，
無処理品と黒染品の試験前の断面の性状はこれらと同等であると考えられる．一方，図
2.11(c)は，黒染品の 0.1×105回負荷時の断面である．これらの観察箇所内の 3 点を EDX
分析した結果も併せて示した．EDX point 1 では EDX point 2 より多くの酸素が検出され
ており，黒染層の存在が示された．図 2.11(b)において，母材の断面曲線（黒染層との界
面）は，無処理品の非転動箇所の断面曲線（図 2.11(a)）より凹凸が小さかった．黒染品
の 0.1×105回負荷時（図 2.11(c)）では，表面の凸部が平坦になっており，EDX point 3
の結果から，この平坦な凸部では黒染層が摩耗して母材が露出していることがわかる． 
 
 
 
 
 
  
図 2.9 試験前と 0.1×105回負荷時の 
駆動円筒の光学顕微鏡写真 
図 2.10 試験前と 0.1×105回負荷時の駆動 
円筒の表面形状 
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(a)    (b)       (c) 
 
図 2.11 駆動円筒の軸方向断面の SEM 像と EDX 分析の結果 
(a) 無処理品，非転動部 
(b) 黒染品，非転動部 
(c) 黒染品，0.1×105回負荷時 
 
 
 
2.3.2 従動円筒の X 線応力測定の結果 
2.3.2.1 残留応力の変化 
図 2.12 に従動円筒の転動面の残留応力（σvm, res）の変化を示す．図中の小枠内は，負
荷回数が小さい期間の結果である．無処理品，黒染品どちらの試験でも，σvm, res は 0.1
×105回負荷時までに 1050~1100 MPa 程度に上昇していたが，その速度は黒染品の試験
時の方が遅かった．いずれの試験においても，0.1×105回以降の σvm, resの変動量はそれ
以前の変動と比べて小さく，残留応力の生成が 0.1×105回負荷時までに完了したことが
示された． 
 
2.3.2.2 結晶配向の進行 
図 2.13 に従動円筒の転動面の S / S0の変化を示す．無処理品の試験では S / S0が 2.5×
10
5回負荷時まで継続的に上昇し，その後の変化は小さかった．試験終了時の値は 35～
45 であった．黒染品の試験では試験終了まで S / S0が上昇し続けていたが，その上昇速
度は無処理品の試験時より遅く，試験終了時の値も 25 程度であった．これらの結果か
ら，いずれの試験においても，残留応力の生成後（0.1×105回以降）は結晶配向という
形で転動面の塑性変形が進行したことが示された．ただし，結晶配向の進行の程度は無
処理品の試験時の方が顕著であった． 
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      (a)         (b) 
図 2.12 従動円筒の転動面における残留応力（σvm, res）の変化 
※小枠内は試験初期（～0.25×105回負荷時）の結果の拡大 
(a) N = 1 の試験 
(b) N = 2 の試験 
 
 
 
図 2.13 従動円筒の転動面における結晶配向パラメータ（S / S0）の変化 
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2.3.3 駆動円筒の表面粗さの変化 
図 2.14 に駆動円筒の転動面の三次元粗さパラメータの変化を示す．無処理品，黒染
品ともに，試験開始直後に全ての粗さパラメータが低下しており，なじみの発生が示さ
れた．なじみ後の Sdqや σ*は黒染品の方が小さかったが，Spcについては無処理品と黒染
品の間に明確な差はなかった．また，図 2.15 は駆動円筒の転動面の σ*・Spcの変化を示
している．図 2.15(a)と(b)は，それぞれ全試験期間中と試験初期（～1.0×105回負荷）の
結果を示しており，σ*･Spcは試験中に一貫して無処理品より黒染品の方が小さかった． 
 
 
(a)    (b)       (c) 
図 2.14 駆動円筒の転動面における三次元粗さパラメータの変化 
(a) 二乗平均平方根傾斜勾配 Sdq 
(b) 突起頂点高さの標準偏差 σ* 
(c) 突起頂点の算術平均曲率 Spc 
 
 
     (a)         (b) 
図 2.15 駆動円筒の転動面における σ*・Spcの変化 
   (a) 全試験期間中の変化 
   (b) 0.5×105回負荷時までの変化 
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2.4 考察 
2.4.1 ピーリングのき裂発生メカニズム 
光学顕微鏡の観察結果（図 2.4，図 2.5）から，無処理品の試験時に従動円筒に発生し
たピーリングの微小はく離は，2.5×105回負荷時点に存在した微小き裂（以下，初期き
裂と称する）が進展して形成されたものと考えられる．表面形状測定（図 2.6）と FE-SEM
による観察（図 2.7，図 2.8）の結果から，この初期き裂は転動中に従動円筒に発生した
ミクロスケールの塑性変形に起因して発生したものと考えられる．図 2.16 に，これら
の結果に基づいて推定したピーリングのき裂発生メカニズムの模式図を示す．まず，駆
動円筒の表面粗さの突起が押し込まれ，従動円筒にしわ状の凹凸が形成される（図 2.16
の Step1 ~ 2）．その後の転動で Step1 とは異なる突起が押し込まれ（同 Step3），しわ状
凹凸の凸部が圧延される．さらに，圧延時にできた切欠き部は隣の凹部の傾斜に沿って
折り畳まれ，最終的に切欠き先端での応力集中によって初期き裂が発生する（同 Step4）．
このような塑性変形によって形成された切欠きが応力集中源になる現象は，Mallipeddi
ら 20)による歯車のマイクロピッチングについての研究でも言及されている．以降では，
図 2.16 のメカニズムで形成された初期き裂のことを「塑性変形型初期き裂」と仮称す
る． 
このメカニズムによれば，転動面の塑性変形の程度が大きいほどピーリングの初期き
裂が発生しやすくなると考えられる．実際に図 2.6 では，従動円筒の塑性変形（しわ状
凹凸）はピーリングが発生した無処理品の試験時の方が顕著であった．今回の実験では，
試験前の従動円筒の硬度は全ての試験で同等であったため，塑性変形抵抗に差はなかっ
た．したがって，ピーリングの発生状態の差には突起接触部の接触状態が強く影響して
いたと考えられる． 
図 2.8 の結果は，塑性変形型初期き裂からき裂が進展したことを証明している．き裂
の進展は材料内部と表面の両方で発生しており，これらの進展き裂がつながった時に微
小はく離が形成されたと考えられる．第 3 章では，転動面下の応力状態の推定結果から，
塑性変形型初期き裂の発生メカニズムやその進展について定量的に検討する． 
 
 
図 2.16 ピーリングのき裂発生メカニズム 
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ところで，無処理品の試験の 5.0×105回負荷時には，塑性変形型初期き裂とは異なる
メカニズムで形成されたようなき裂（図 2.8(a)中の B 部）も観測された．このようなき
裂は，ほぼ全てが塑性変形型初期き裂に隣接して存在しており，また，塑性変形による
切欠きが既に形成されていた 0.1×105回負荷時には観測されなかった．したがって，こ
れらのき裂は塑性変形型初期き裂の発生後に派生的に形成されたものであると考えら
れる． 
 
2.4.2 黒染処理によるピーリングの抑制効果 
黒染品の試験時は，従動円筒でのしわ状凹凸の形成が無処理品の試験時より抑制され
ており，塑性変形型初期き裂のリスクが小さかったことでピーリングが発生しなかった
と考えられる．これは，黒染品の方がなじみ後の表面粗さが小さく，突起接触部での接
触の過酷度が低下していたためである．黒染品のなじみ後の σ*･Spcは無処理品より小さ
く（図 2.15），Greenwood らの接触理論 14)に基づけば，突起接触部のうち塑性的に接触
する部分の割合が無処理品の試験時より小さかったことになる．また，黒染品はなじみ
後の Sdqも無処理品より小さく（図 2.14(a)），Ioannides らの説明
15)に基づけば，突起接
触部での接触圧力も無処理品より小さかったと推定される．したがって，黒染品の試験
では一回の接触で発生する塑性変形の量が無処理品の試験より抑制されていたと考え
られる．実際に，従動円筒の残留応力の生成速度や結晶配向の進行は黒染品の試験時の
方が抑制されており（図 2.12，図 2.13），黒染品の試験時の方が接触の過酷度が低かっ
たことが確認できる． 
 次に，黒染品の方がなじみ後の表面粗さが小さくなった理由について，黒染層の形成
機構と摩耗の観点から考察する．図 2.17 に黒染品のなじみのメカニズムの模式図を示
す．まず，図 2.11 に示したように，黒染処理によって母材の凹凸の程度が処理前より
小さくなり，これに沿うように黒染層が堆積する．一般的に，化学研磨等のような鉄と
液体の反応では，鉄表面の凹凸の凸部が優先的に溶出することで表面が平滑になると言
われており 21)，黒染処理時にも同様のことが起きて母材の凹凸形状が小さくなったと考
えられる．次に，黒染層の硬度は相手面より低い（表 2.2）ため，転動によって表面粗
さの凸部の黒染層が容易に摩耗し，母材が露出する．露出した母材では黒染処理時に凸
部が平坦になっているため，結果的になじみ後の三次元粗さパラメータ（σ*や σ*・Spc）
が無処理品より小さくなる．また，なじみ後も凹部の黒染層は残存するため，表面粗さ
曲線の勾配（≒Sdq）も小さくなる．つまり，黒染品におけるなじみ後の表面粗さの改善
は，黒染処理時の母材表面の溶出と転動中に凸部の黒染層が摩耗することの両方によっ
てもたらされる． 
黒染処理では，上記のなじみによる接触状態の改善以外に，黒染層の存在による摩擦
係数の低下がピーリングの抑制に影響するとも考えられている 8)．しかし，今回の試験
では 0.1×105回負荷時で表面粗さの凸部の黒染層が摩耗していたため（図 2.9），摩擦係
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数の低下がピーリングの抑制に及ぼした影響は小さかったと考えられる． 
 
 
図 2.17 黒染品におけるなじみのメカニズム 
 
 
 
2.5 結言 
転がり軸受におけるピーリングのき裂発生メカニズムとこれに対する黒染処理の効
果を二円筒試験での実験結果に基づいて考察した．その結果，以下の結論を得た． 
 
1) 転動中に駆動円筒の表面粗さの突起が押し込まれることで，従動円筒の転動面に切
欠き状の塑性変形部が形成された．ピーリングの初期き裂は，この塑性変形部を起
点として発生した． 
2) 転動面への黒染処理は，なじみ後の表面粗さを改善し，突起接触部での接触の過酷
度を低下させる．その結果，転動面での塑性変形が抑制されてピーリングが発生し
にくくなる． 
3) 黒染処理された転動面におけるなじみ後の表面粗さの改善は，黒染処理時に母材表
面の凹凸が小さくなる現象と，転動中に凸部の黒染層が摩耗することの両方によっ
てもたらされる． 
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第 3 章 ピーリングの進展と黒染処理によるピーリング抑制に 
ついての転動面下の応力解析の結果に基づく検討 
 
3.1 緒言 
前章での実験の結果から，ピーリングの初期き裂は表面に形成された切欠き部を起点
として発生することがわかった．そして，この切欠き部は転動中に相手面の表面粗さの
突起が押し込まれ，表面に繰返しの塑性変形が起きた結果として生じることがわかった．
一方，相手面に黒染品を行った場合は転動中の表面粗さの低下（なじみ）が促進されて
おり，突起接触部での接触過酷度が改善されることでピーリングが抑制された可能性が
高いと考えられた． 
本章では，上記のピーリングのき裂発生メカニズムや黒染処理によるピーリングの抑
制効果の妥当性について，転動面下に作用する繰返し応力の推定結果に基づいて検討し
た．また，ピーリングのき裂進展挙動と繰返し応力との関係についても考察した．転動
面下に作用する繰返し応力は，境界要素法（BEM）による粗面の接触解析と前章の X
線残留応力測定の結果を用いて推定した．BEM は表面粗さを考慮した接触解析にしば
しば用いられる手法であり，皮膜を考慮した接触解析も可能である 1, 2)．また，二次元
検出器を用いた X 線残留応力測定では，転動面の表層に分布している平均的な三軸残
留応力が解析できる 3)．このように，接触によって発生する応力だけでなく，残留応力
も考慮して転動面下の繰返し応力を推定することで，より実現象に即した検討を試みた． 
 
3.2 転動面下の繰返し応力の解析 
3.2.1 BEM による接触解析 
図 3.1 に前章でのピーリング再現試験の条件を示す．2 つの円筒の接触によって転動
面に発生する圧力やその直下の材料内部に発生する応力（以下，接触応力と称する）を，
両円筒の表面形状の実測データを用いた BEM による弾性解析で求めた．転動面の油膜
パラメータが非常に小さい（Λ ≈ 0.10）ため，潤滑油が接触状態（荷重の支持）に及ぼ
す影響はないと仮定した． 
解析を行うにあたり，図 3.2 の模式図のように，2 つの円筒の接触を剛体粗面と滑ら
かな半無限弾性体との接触モデルに置換えた．まず，両円筒をともに弾性体と仮定し，
その表面形状を図 3.2(a)のようにグリッドサイズ（x, y），高さ z (x, y)を持つ点群で表
した（図 3.2 は二次元の模式図なのでx のみ記載している）．これらの接触を置換える
際，図 3.2(b)下側の物体が半無限弾性体とすると，相手の剛体粗面（図 3.2(b)の上側の
物体）の形状は置換え前の両円筒の表面形状データ（各点(x, y)での高さ z (x, y)）を足し
合せたものとすることができる 4)． 
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図 3.1 前章で実施した二円筒試験の条件 
 
 
(a)       (b) 
図 3.2 接触解析のモデル 
(a) 弾性体同士の接触 
(b) (a)を置換えたモデル 
 
接触問題を解く際は，剛体粗面を半無限弾性体に徐々に押し込み，突起接触部で支持
する荷重の総和が実際の負荷荷重と整合するような押し込み深さが探索された．図 3.3
に，剛体粗面を半無限弾性体に押し込む際の表面変位に関する模式図を示す．剛体粗面
の押し込みによって点(x, y)で起こる 2 面の幾何学的な重なり wz (x, y)は，次式で表すこ
とができる． 
  
   yxzdyxw ,,z     (3.1) 
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ここで，d は押し込み深さ，z (x, y)は押し込み前の剛体粗面上の点(x, y)の高さを表す．
一方，点(x, y)の周囲の点(a, b)で接触が起こり垂直点荷重 Pz (a, b)が作用しているとする
と，半無限弾性体上の点(x, y)には Pz(a, b)の影響による表面変位 w(x, y)が発生し，その
変位量は次式で求めることができる．  
     baPbyaxCyxw ,,, zw     (3.2) 
Cwは表面変位の影響係数と呼ばれ，点(a, b)に作用する単位荷重の影響で点(x, y)に発生
する変位量を表す．半無限弾性体が等方弾性体で，接触部の薄膜の存在を考慮しない
場合，Cwは次式で与えられる
5)． 
 
22
2
w
)()(
1
,
byaxE
byaxC




   (3.3) 
E と νはそれぞれ半無限弾性体のヤング率とポアソン比である．点(x, y)の周辺に複数の
接触点が存在する場合は，下式(3.4)のように，各接触点に作用する荷重による表面変位
の総和 wC (x, y)が点(x, y)に発生する． 
  


Ω),(
),(),(,
zC
ba
w baPbyaxCyxw   (3.4) 
ここでの Ω は接触している点の集合を意味する． 
 
 
図 3.3 剛体粗面の押し込みによる半無限弾性体表面の変位 
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図 3.3 からわかるように，点(x, y)自身が接触点である場合は，式(3.1)で求まる幾何学的
な重なり wz (x, y)と式(3.4)で求まる表面変位 wC (x, y)が一致しなければならない．したが
って，Ω に属する全ての接触点について wz = wCが成り立つことを利用すれば，d や各
接触点での Pzを求める事ができる．具体的には，d や Pzの値は特定の制約条件を満た
すように繰返し計算することで求められ，本章の解析では野木らの報告 1)によるアルゴ
リズムを参考にした．図 3.4 に計算のフローチャートを示す． 
はじめに両円筒の表面形状と物性値（E，ν）を入力し，剛体粗面と半無限弾性体の接
触モデルを作成する（Step 1）．次に総荷重 Psを与え，この時の剛体粗面の押し込み深
さ d と接触点の場所を仮定する（Step 2）．仮定した接触点の総個数が Nc であるとして，
それぞれの接触点について wz = wCの関係式を作れば，各接触点での荷重 Pzを解とした
Nc 次の連立方程式ができる．この連立方程式を解き（Step 3），Pzが正でない接触点が
存在する場合は，該当点を Ω から除外して再度連立方程式を解く（Step 4）．仮定した
全ての接触点で Pzが正になった後，非接触点についても式(3.1)，(3.4)を用いて wzと wC
を求め，仮定した接触点以外にも接触点がないか確認する（Step 5）．図 3 からわかる
ように，非接触点では wz < wCとなるが，これに矛盾する点は新たな接触点として Ω に
加え，再度各接触点の Pz の求解と正負判定に戻る．最後に，上記の繰返し計算で求め
た全接触点の Pzの総和と実際に与えた総荷重 Psとの差が十分に小さいかを判定し，差
が大きい場合は d の値を適宜変更して再び繰返し計算を行う（Step 6）．以上のアルゴリ
ズムで求めた各接触点での Pzをグリッドサイズx･y で除せば，各点の接触圧力が求ま
る．また，接触応力の分布は，各接触点での Pzと Boussinesq の弾性解
5)を使って重ね合
わせの原理から計算できる． 
本章の解析では，駆動円筒と従動円筒の両方の弾性変形を考慮するため，各円筒の物
性値（E，ν）を式(3.3)に代入して得られる 2 つの影響係数（Cw1, Cw2）を足し合せて等
価的な影響係数 Cw’を求め，これを式(3.2)の Cwの代わりに用いた．なお，式(3.3)では点
(x, y)自身が接触点の場合に，自点の荷重による影響係数が無限大となるが，本解析では
自点のグリッド内で数値積分を行い，その平均値を用いた．また，黒染層の存在を考慮
する場合は式(3.3)の形で影響係数が求められないため，野木の報告 6)で示された薄膜を
考慮する場合の方法を参考にして，表面変位の影響係数のフーリエ変換Cw̅̅̅̅ を逆フーリエ
変換することで影響係数 Cwを求めた． 
本解析手法の妥当性の検証として，粗さのない球面と平面の接触解析を行い，接触圧
力分布や接触楕円の大きさがヘルツの接触理論 7)で求められる理論値とよく一致する
ことを確かめた（例えば，最大接触圧力の理論値と解析値の差は 1 %以下）．なお，2
面が接触するときの接触圧力分布におよぼす接線力の影響は非常に小さい 8)ことから，
本解析でもその影響を無視した． 
本章では，無処理品と黒染品それぞれの試験について，試験前および表面粗さのなじ
みが完了していた 0.5×105回負荷時の表面形状を用いて解析を行い，なじみ前後の接触
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状態を調査した．図 3.5 に解析領域と座標系を，図 3.6 に解析に用いた表面形状の例を
示す．転動方向（表面の移動方向）は図 3.5 の y 軸負方向である．解析時間の短縮のた
め，解析領域は駆動円筒と従動円筒が接触するときの見かけの接触楕円（ヘルツの接触
理論で求まる）内の中央付近の一部とした． 
 
 
 
図 3.4 接触解析のフローチャート 
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図 3.5 見かけの接触楕円（Hertz 接触楕円）と解析領域の関係 
 
 
(a)       (b) 
図 3.6 接触解析に用いた表面形状の例 
(a) 無処理品の駆動円筒（試験前） 
(b) 従動円筒（試験前） 
 
 
表 3.1 に解析条件を示す．解析領域への負荷荷重は，見かけの接触楕円内の圧力分布
の式を解析領域範囲で積分した値とした．解析用の表面形状はレーザー顕微鏡で測定さ
れ，この時の x-y 平面分解能が表 3.1 中のグリッドサイズ（Grid size）に相当する．測定
した表面形状には，前章（図 2.2）で説明したものと同様のノイズカットを行ったが，
円筒形状の補正（Form removal）は行っていない．試験前と 0.5×105 回負荷時ともに，
駆動円筒の転動面内の異なる 3ヶ所と従動円筒の転動面内の 1ヶ所について表面形状を
測定し，3 つの駆動円筒の表面形状を 1 つの従動円筒の表面形状と組合せることで計 3
回の解析を行った．後の 3.3 項では，接触圧力や応力の数値は 3 回の解析で得られたデ
ータの平均値を，コンター図は代表的なものを示す．黒染品について，試験前は駆動円
筒に厚さ 2 μm の黒染層を持つとして解析したが，0.5×105回負荷時は黒染層無しとし
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て解析した．これは，前章の実験において，0.5×105回負荷時に表面粗さの凸部の黒染
層が摩耗していたためである（図 2.9）．黒染層のヤング率は前章でのナノインデンタに
よる測定値（表 2.2）を用い，ポアソン比は文献を参考に 0.3 とした 9)．接触応力の計算
は従動円筒について行い，摩擦力の影響を考慮した．摩擦係数 μは，無処理品，黒染品
いずれの試験でも 0.05 と仮定した．これは，Mahmoudi らが行った潤滑不良（Λ < 0.35）
かつ純転がり条件下での軸受鋼同士および黒染品同士の転動疲労試験 10)で測定された
転動開始直後の μの値（≒0.05）を参考にして決めた． 
 
表 3.1 接触解析の条件 
Number of elements 38400 (x : 64, y : 600) 
Grid size x, y, μm 1.25 
Load, N 109.3 
Young's modulus, GPa 
Base metal : 208.0 
Black oxide layer : 50.7 
Poisson's ratio 
Base metal : 0.3 
Black oxide layer : 0.3 
Depth of stress analysis, μm 10 
Friction coefficient 0.05 
 
 
3.2.2 残留応力を考慮した転動面下の応力推定 
3.2.1 項の接触解析では，2 つの円筒の接触によって発生する接触応力が求められるが，
転動面下に実効的に作用する応力は，試験前の加工や転動中に生成された残留応力の影
響を受ける．つまり，転動面下に実効的に作用する応力 ?̂? は，接触によって発生する接
触応力 σconと残留応力 σresの足し合せで求められる． 
resconˆ σσσ     (3.5) 
前章の X 線応力測定の結果では，従動円筒の残留応力は転動初期に急上昇し，その
後（負荷回数 0.5×105回以降）は変化が小さかった．また，駆動円筒の表面粗さについ
ても，0.5×105回負荷時になじみが完了していた．これらの結果は，従動円筒に作用し
た σ̂ が，負荷回数 0.5×105回以降にほとんど変動しなかったことを示唆している．よっ
て本章では，接触解析およびX線応力測定によって求めた 0.5×105回負荷時の σconと σres
から，式(3.5)を用いて ?̂? を計算し，これとピーリングの発生との関係を検討した． 
前章では，ピーリングの初期き裂が従動円筒の転動面の塑性変形に起因して形成され
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ることを報告した．そのため，σ̂ について三軸応力や主（せん断）応力に加え，下式(3.6)
で求められるミーゼスの相当応力（以下では単にミーゼス応力と称し，応力記号 σに添
え字 vm がつく場合はその応力がミーゼス応力であることを示す．）の計算も行い，従
動円筒の塑性変形との関係を検討した．この時，式(3.6)内の全ての三軸応力成分には，
接触解析と X 線応力測定から求めたそれぞれの三軸応力成分の和を代入した． 
Von Mises stress = √
1
2
{(σx − σy)
2
+ (σy − σz)
2
+ (σz − σx)2+ 6(τxy2  + τyz2  + τzx2 )}  (3.6) 
表 3.2 に，前章の X 線応力測定で得られた 0.5×105回負荷時の従動円筒の残留三軸応
力を示す．残留三軸応力の算出に必要となる無ひずみ状態の Bragg 角（2θ0）は，α鉄の
値（156.396°）を代用した．なお，前章で述べたように，X 線応力測定における X 線
侵入深さは約 5 μm であり，σ̂ の計算ではこの深さ領域の残留応力が表 3.2 の値で一定と
仮定した． 
 
 表 3.2 従動円筒の残留三軸応力（0.5×105回負荷時） 
Driving cylinder 
Residual stress, GPa 
σx σy σz τxy τyz τzx 
Ground -1.53 -1.34 -0.37 -0.02 -0.01 0.00 
Black oxide -1.52 -1.43 -0.41 -0.01 0.02 0.00 
 
 
3.3 解析結果 
3.3.1 接触解析の結果 
 図 3.7 に，接触解析で求めた転動面の接触圧力分布を示す．試験前は，駆動円筒が無
処理品（図 3.7(a)），黒染品（図 3.7(b)）いずれの場合でも 10 GPa 以上の圧力の発生箇
所（図中の緑～赤色で示した箇所）が存在した．ただし，無処理品の試験時の方が 20 GPa
を上回るような高い圧力の発生範囲が多かった．無処理品の試験の 0.5×105 回負荷時
（図 3.7(c)）には，10 GPa 以上の圧力の発生箇所が残っていた．一方，黒染品の試験の
0.5×105回負荷時（図 3.7(d)）では，ほぼ全ての箇所で圧力が 10 GPa 以下になっていた．
各図の上部に示した Ar は真実接触面積（突起接触部の面積）の総量である．駆動円筒
がどちらの場合でも，0.5×105回負荷時の Arは試験前と比較して増加していたが，その
増加量は黒染品の試験時（図 3.7(d)）の方が大きかった．これは，なじみによって Ar
が増加したことを示しており，黒染品の試験時の方がその程度が顕著であったことがわ
かる．また，黒染品の試験における Arは，試験前，0.5×10
5回負荷時ともに無処理品の
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試験時のそれより大きかった．つまり，なじみの前から黒染品の方が広い真実接触面積
で荷重を支持しており，なじみ後はその差がさらに大きくなったことがわかる．  
図 3.8 に突起頂点での接触圧力の平均値 ?̅?peak を示す．ここでの ?̅?peak は，接触圧力分
布の各点において自点の周囲 2 ピクセル四方内にある全周辺点より圧力が大きい点（ピ
ーク点）を抽出し，全てのピーク点での圧力の平均値として求めた．図中のエラーバー
はピーク点の圧力の標準偏差である．無処理品，黒染品どちらの試験でも 0.5×105回負
荷時の ?̅?peakは試験前より低下していた．また，黒染品の試験における ?̅?peakは，試験前，
0.5×105回負荷時ともに無処理品のそれより小さかった．これらの ?̅?peakは図 3.7 におい
て Ar が大きかったものほど小さく，広い真実接触面積で荷重を支持することで接触圧
力が低減されることを示している． 
図 3.9 には，接触解析で求めた従動円筒のミーゼス応力（σvmとする）の x-z 断面分布
を示す．ここで，解析領域内には y 方向の要素数（600 個）分の x-z 断面が存在するた
め，点(x, z)でのミーゼス応力 σvm(x, z)は 600 個存在する．図 3.9 は，全ての点(x, z)につ
いて 600 個の σvm(x, z)の中の最大値を抽出し，それらを一つの x-z 平面に投影したもの
である．いずれの試験においても，試験前より 0.5×105回負荷時の方が低い σvmが発生
する傾向があった．また，黒染品の試験での σvmは，試験前と 0.5×10
5回負荷時ともに
無処理品の試験より小さかった． 
 
 
図 3.7 接触解析によって推定された転動面での接触圧力分布 
   (a) 試験前，駆動円筒：無処理品 
   (b) 試験前，駆動円筒：黒染品 
   (c) 0.5×105回負荷時，駆動円筒：無処理品 
   (d)  0.5×105回負荷時，駆動円筒：黒染品 
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  図 3.8 突起頂点での接触圧力の平均と標準偏差（接触解析の結果から算出） 
 
     
図 3.9 接触解析によって推定された従動円筒の表層のミーゼス応力の x-z 平面分布 
   (a) 試験前，駆動円筒：無処理品 
   (b) 試験前，駆動円筒：黒染品 
   (c) 0.5×105回負荷時，駆動円筒：無処理品 
   (d)  0.5×105回負荷時，駆動円筒：黒染品 
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3.3.2 残留応力を考慮した転動面下の応力推定の結果 
0.5×105回負荷時の従動円筒について，接触解析で求めた接触応力と X 線応力測定で
得られた残留応力を組み合せて推定したミーゼス応力（σ̂vm とする）の深さ方向分布を
図 3.10 に示す．残留応力を考慮することによる影響を検討するため，接触解析の結果
のみから求めたミーゼス応力（σvm）の結果も併せて示す．ここで，図 3.10 の縦軸の σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  
および σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ は，深さ z の x-y 平面内における σ̂vm（および σvm）のピーク点を先の ?̅?peak
と同様の方法で抽出し，全てのピーク点での平均応力値を求めたものである．図中下部
の点線で囲んだ領域は JIS-SUJ2 相当材（AISI 52100）の降伏応力（1.8～2.0 GPa11)）を
示している．いずれの試験の場合でも深さ 5 μm までに作用した σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ は降伏応力より
大きかったが，無処理品の試験時の σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の方が黒染品の試験時のそれより大きかった．
また，σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ はどちらの試験においても深さ 0.5 μm 付近で最大値を示す傾向があった．
この深さにおける 2 種類のミーゼス応力の値（すなわち，σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  と σvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  ）はとも
に，黒染品の試験時の方が無処理品の試験時と比較して約 40%小さかった．いずれの試
験の場合でも，σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の方がσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  に対して 10%程度小さかった． 
表 3.3 に従動円筒の表面（正確には z = 1 nm）に作用した σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  を構成する三軸応力
成分の値を示す．これらの三軸応力成分は，z = 1 nm の x-y 平面内でσ̂vmがピークとなる
全点における各応力成分の平均値として求めた．無処理品，黒染品いずれの試験でも，
表面に作用した垂直応力成分は全て圧縮（負の）応力であった．表 3.4 には，表 3.3 の
値を用いて求めた表面の主応力および主せん断応力を示す．表中の α，β，γはそれぞれ
各主応力の主軸が x 軸，y 軸，z 軸の正方向となす交角である．無処理品，黒染品いず
れの試験でも，主応力は全て圧縮応力であった．無処理品の試験について，σ1の主軸と
y 軸正方向の交角 βが 8°であり，σ1が y 軸正方向から 8°ずれた方向に作用していたこ
とが示された．同様に，σ2は z 軸負方向から 11°（z 軸正方向との交角 γ = 169°のため，
z 軸負方向との交角は 180 – 169 = 11°となる），σ3は x 軸正方向から 8°ずれた向きに作
用していたことが示された．黒染品の試験では，σ1が y 軸正方向から 14°，σ2が z 軸負
方向から 14°，σ3が x 軸正方向から 8°ずれた向きに作用していた．無処理品，黒染品
いずれの試験の場合も，最大の主せん断応力（以下，最大主せん断応力）は τ2であった．
この最大主せん断応力 τ2は，表 3.3 に示した xyz 座標軸に沿って作用するせん断応力成
分（τxy，τyz，τzx，以下，直交せん断応力）の最大値と比べて 4 倍以上大きかった（例え
ば，無処理品の τ2は τyzの 4 倍）． 
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図 3.10 従動円筒に作用した実効的なミーゼス応力（σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）と残留応力の影響を除外 
したミーゼス応力（σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の深さ方向分布の推定結果 （0.5×10
5回負荷時） 
 
 
表 3.3 従動円筒の表面に作用したσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  を構成する三軸応力成分の推定値 （0.5×10
5回負荷時） 
Driving cylinder  
Tri-axial stresses of σ̂vm(z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅, GPa  
σx σy σz |τxy| |τyz| |τzx| 
 Ground -10.75  -7.17  -10.04  0.22  0.46 0.00  
 Black oxide -5.35  -3.38  -4.12  0.22  0.20  0.00  
 
表 3.4 従動円筒の表面に作用した主応力および主せん断応力の推定値（0.5×105回負荷時） 
Driving 
cylinder 
Principal stress 
Principal shearing 
stress 
σ1 σ2 σ3 |τ1| |τ2| |τ3| 
Value, 
GPa 
Crossing 
angle, deg. 
Value, 
GPa 
Crossing angle, 
deg. 
Value, 
GPa 
Crossing angle, 
deg. 
Value, 
GPa 
α β γ α β γ α β γ 
Ground -7.09 87 8 81 -10.11 87 81 169 -10.76 8 94 88 0.33 1.84 1.51 
Black oxide -3.31 84 14 76 -4.17 88 77 166 -5.38 8 96 89 0.61 1.04 0.43 
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3.4 考察 
3.4.1 ピーリングのき裂発生について 
前章の実験結果から，従動円筒の転動面に発生した塑性変形がピーリングの初期き裂
の発生原因であると考えられた．本章では，この従動円筒の塑性変形について検討する
ため，なじみや残留応力の生成が完了した 0.5×105回負荷時に転動面下の表層に作用し
たミーゼス応力（σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）を，接触解析と X 線応力測定の結果に基づいて推定した．そ
の結果，以下のことがわかった． 
 
1) 無処理品，黒染品の試験ともに，従動円筒の転動面下の深さ 5 μm までには降伏応
力以上のσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ が作用しており，深さ 0.5 μm 付近で最大となった． 
2) 無処理品の試験では，深さ 5 µm までに発生したσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ が黒染品の試験より大きく，
最大で 40%以上の差があった． 
3) 残留応力の影響を考慮せずに求めたミーゼス応力σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  についても，無処理品の試
験の方が黒染品の試験より大きく，最大で 40%程度の差があった． 
4) いずれの試験においても，深さ 0.5 μm 付近のσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  は，同じ深さのσvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  と比べて
10%程度小さかった． 
 
1)の結果は，黒染品と無処理品いずれの試験でも，従動円筒の塑性変形がなじみや残
留応力の生成が完了した後でも発生していたことを示唆する．実際に，前章で示した X
線応力測定の結果では，どちらの試験でも試験中に従動円筒の表層で継続的な結晶配向
（＝塑性変形）が発生しており，1)の結果と整合する． 
一方，2)の結果は無処理品と黒染品の試験で塑性変形の程度に差があったことを示唆
しており，無処理品の試験のほうがピーリングの初期き裂が形成されやすかったことが
推定できる．これについても，前章で示した従動円筒の結晶配向の進行とピーリングの
初期き裂の発生は無処理品の試験の方が顕著であり，2)の結果と整合する． 
また 2)と 3)の結果について，黒染品の試験と無処理品の試験におけるミーゼス応力
の差（最大 40％程度）は，残留応力を考慮しなかったとしても存在していた．したが
って，黒染品の試験での塑性変形の抑制は，接触応力（σcon）の低下が主要因となって
起きたものであると言える．そして，図 3.7 ~ 3.9 の結果から，黒染品ではなじみが促進
されたことによって広い真実接触面積で荷重を支持できたため，無処理品より接触圧力
が低減され，σconの低下を起こしたと考えられる． 
4)の結果は，転動中に生成された残留応力の影響で，転動面下の表層に実効的に作用
するミーゼス応力が低減されていたことを示している．したがって，転動面の塑性変形
が原因となって発生するピーリングに対して残留応力の影響は無視できないと考えら
れる．しかし，前章に示した試験中の残留応力の変化からわかるように，無処理品と黒
染品の試験の初期（～0.5×105回）に形成された残留応力は同程度の大きさであったた
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め，ピーリングの発生に対する残留応力の影響が顕在化しなかったと考えられる． 
ところで，本章では接触解析と X 線応力測定の結果からミーゼス応力を推定し，ピ
ーリングのき裂発生リスクを考察したが，突起接触部の接触圧力の大きさからもき裂発
生リスクをおおよそ判定することができる．まず，突起接触部で実質的に支持できる接
触圧力の上限値は，尐なくとも材料の塑性流動圧力（≒押し込み硬さ）程度と考えられ
る．また，Childs12)は，多数の突起を持つ平板と突起のない平板の接触では突起接触部
で支持できる接触圧力が押し込み硬さの 2 倍程度になり得ることを示している．今回の
従動円筒の硬さは 61.5HRC（前章の表 2.1 に記載）で，圧力に換算すれば約 7.2GPa で
あった．したがって，Childs の研究結果に基づけば，真実接触部の圧力は約 14 GPa ま
で上昇し得ると考えられる．一方，ピーリングの初期き裂を形成する接触圧力の下限値
は材料のシェイクダウンリミット程度と考えられる．シェイクダウンリミットは，残留
応力の存在を考慮した場合に接触面下で塑性変形が起きなくなる接触圧力の臨界値で
あるので，これ以下の接触圧力ではピーリングの初期き裂は発生し得ない．そして，一
般的な熱処理を施した JIS-SUJ2 相当材（AISI E 52100）のシェイクダウンリミットは 4.5
～5.6 GPa と考えられている 13)．以上のことから，真実接触部の接触圧力が上記の下限
値（4.5 GPa）以下であればピーリングは発生せず，上下限範囲内（4.5～14 GPa）の場
合は接触圧力が大きいほど塑性変形量が増加して，ピーリングの初期き裂が発生しやす
くなると考えられる．実際に，無処理品と黒染品の試験ともになじみ後の突起頂点での
接触圧力の平均値（?̅?peak）は 4.5～5.6 GPa 以上であり（図 3.8），従動円筒には継続的な
塑性変形が発生していた．また，従動円筒の塑性変形の程度やピーリングの初期き裂の
発生は，なじみ後の?̅?peakが大きかった無処理品（?̅?peak = 10.32 GPa）の試験の方が黒染品
の試験（?̅?peak = 7.21 GPa）より顕著であった．なお図 3.7 では，弾性解析ゆえに接触圧
力が上記の上限値（14 GPa）を上回る箇所が存在していたが，実際にはこれらの箇所の
表面下では完全降伏が発生するため，実験においての接触圧力は 14 GPa 程度に留まっ
ていたと考えられる． 
 
3.4.2 ピーリングのき裂進展と転動面下の応力との関係 
 前章の実験結果から，従動円筒の転動面で発生したピーリングの初期き裂は負荷回数
が増えるにつれて増加，進展し，最終的に微小はく離を形成したと考えられた．本章で
は，ピーリングのき裂進展について議論するため，従動円筒の表面（z = 1 nm）に作用
したミーゼス応力（ σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  ）を構成する三軸応力成分や主応力，主せん断応力に着目し
た．その結果，以下のことがわかった． 
 
1) 無処理品と黒染品いずれの試験でも，表面付近の主応力（σ1, σ2, σ3）は全て圧縮（負
の）応力であった． 
2) いずれの試験でも，τ2が最大主せん断応力であり，その大きさは直交せん断応力成
58 
 
分（τxy, τyz, τzx）の最大値と比べて 4 倍以上大きかった． 
3) いずれの試験でも，σ1の主軸と y 軸正方向，σ2の主軸と z 軸負方向，σ3の主軸と x
軸正方向がなす交角は 15°未満であった． 
 
1)の結果から，ピーリングのき裂進展は引張の主応力による開口モード（破壊力学に
おけるモードⅠ）ではなかったと考えられる．したがって，き裂の進展はせん断モード
（破壊力学におけるモードⅡまたはⅢ）であった可能性が高い． 
2)の結果は，上記のせん断モードでのき裂進展の駆動力が直交せん断応力ではなく，
最大主せん断応力（τ2）であったことを示唆している． 
3)の結果から，表面付近に作用した σ1，σ2，σ3はそれぞれ y 軸正方向，z 軸負方向，x
軸正方向とほぼ同じ向きに作用していたことがわかる．ここで，最大主せん断応力は最
大主応力面（最大の主応力の主軸に垂直な面）と最小主応力面の両面に対して 45°を
なす面に生じ，最大主応力の主軸方向にベクトルの先を向ける 14)．したがって，最大主
せん断応力（τ2）は，図 3.11 に示すように x 軸と y 軸の両方と 45°をなす面に沿って，
y 軸先端を指す向きに作用していたと考えられる．上記 2)と 3)の結果をあわせると，ピ
ーリングのき裂はこの方向に進展しやすかったと推定できる．実際に前章で示したよう
に（図 2.8(b)），無処理品の試験終了時の表面では軸方向（x 軸方向）と周方向（y 軸方
向）から約 45°傾いた方向にき裂が進展しており，この推定と整合する．ただし，圧
縮場におけるせん断モードのき裂進展では，圧縮応力によるき裂の閉口によってき裂面
間（き裂内部）に摩擦力が発生するため，厳密にはこの摩擦力とせん断応力の大きさを
対比してき裂進展の可能性を検討する必要がある 15)． 
 
 
図 3.11 従動円筒の表面に作用した最大主せん断応力の方向 
（0.5×105回負荷時，駆動円筒：無処理品） 
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3.5 結言 
ピーリングのき裂発生および進展のメカニズムと，黒染処理によるピーリングの抑制
効果について，接触解析と X 線応力測定の結果から推定した転動面下の繰返し応力に
基づいて定量的に検討した．得られた結論は以下の通りである． 
 
1) 無処理品，黒染品いずれの試験でも，従動円筒の転動面下には，なじみや残留応力
の生成が完了した後でも降伏応力以上のミーゼス応力が作用していた．この結果は，
第 2 章の X 線応力測定で示された従動円筒表層の継続的な塑性変形と整合する． 
2) 無処理品の試験では，従動円筒の転動面下に作用したミーゼス応力が黒染品の試験
より最大で 40 %以上大きかった．この差が無処理品の試験のみにピーリングの初
期き裂が発生した原因と考えられる． 
3) 無処理品の試験では，従動円筒の表面付近に x 軸および y 軸から 45°程度傾いた方
向に最大の主せん断応力（τ2）が作用しており，ピーリングの初期き裂は τ2の作用
で進展したと推定された．この推定は，第 2 章で示されたピーリング箇所のき裂の
観察結果と整合する． 
4) 黒染品の試験における転動面の塑性変形の抑制は，接触によって発生する応力が低
下したことの寄与が大きかった．これは，黒染品で表面粗さのなじみが促進され，
広い真実接触面積で荷重が支持される結果として発現した効果である． 
5) 本章で提示した方法で推定した転動面下の繰返し応力から，任意の条件下でのピー
リングの発生リスクやき裂進展の方向を説明できる可能性が示された． 
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第 4 章 転動面下の応力解析の結果に基づいたピーリング寿命の 
予測技術 
 
4.1 緒言 
軸受の転動疲労によるはく離が，内部起点型または表面起点型のはく離に分けられる
ことは第 1 章で既に述べたとおりである．このうちの表面起点型はく離は，潤滑不良条
件下で発生し，その寿命が内部起点型はく離の寿命と比較して顕著に短くなることから
問題視されている．各種機械製品の燃費改善を目的とした潤滑剤の低粘度化は今後益々
その傾向を強めていくことが予想され，転がり軸受の潤滑不良条件下での信頼性を確保
することは必須となるであろう．そのためには，潤滑不良条件下での軸受寿命を正確に
予測できる方法を確立する必要がある． 
潤滑不良条件下での軸受寿命に関する研究は，EHL 理論が開発された 1960 年代後半
ごろから発達してきた 1–9)．これらの研究成果は最新の軸受寿命計算式の規格
（ISO281:2007）10)に反映されており，現在では潤滑不良条件下での軸受寿命を推算す
ることが可能となっている．しかし，この規格は標準的な軸受の表面粗さを想定して制
定されたものであり，表面粗さの大きい軸受には適用できないというデメリットがある．
実用される軸受では生産コスト低下のために表面粗さの変更を余儀なくされることが
あり，そのような軸受にも適用できる寿命予測法が求められている．  
ピーリングは，潤滑不良かつ転動面の表面粗さが大きい条件下で発生する代表的な表
面起点型はく離であり，表面粗さの突起接触部直下の表層に作用する繰返し応力（以下，
表層応力）が損傷の原因であると考えられている．この表層応力は，転動面の表面粗さ
性状，残留応力，運転条件（荷重，回転速度など），潤滑油の特性などに依存して決ま
るため，ピーリング寿命を正確に予測するためにはこれらの影響が考慮されたモデルを
用いる必要がある．また，潤滑不良条件下では運転中に表面粗さのなじみや残留応力の
変化も起こるため，これに伴う表層応力の経時変化についても考慮されなければならな
い．先に述べた最新の軸受寿命計算式では応力の経時変化は考慮できないため，これを
改良する方法ではなく，ピーリング専用の寿命予測モデルを確立することが望ましいと
思われる． 
第 1 章で述べたように，ピーリングの寿命予測モデルは既にいくつか提案されている
11-17)．これらのモデルは実験的にもその有効性が確認されており，任意の条件下でのピ
ーリングの発生を検討するツールとして活用できる．しかし，以下の懸念点のために寿
命予測の定量的精度（すなわち，実寿命と予測寿命の相対比）については改善の余地が
あると思われる．1 つ目は残留応力の経時変化を無視している点で，これは運転中に生
成される残留応力がピーリング寿命に影響することを示した多くの報告 18-19)に整合し
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ない仮定である．2 つ目に，いくつかのモデル 15-17)では摩耗予測の手法を組み込むこと
で運転中の表面粗さのなじみを考慮しているが，摩耗という現象の複雑さゆえ，あらゆ
る運転条件下での摩耗状態を正確に予測することは難しいと考えられる．最後に，各モ
デルでは表層応力の推定結果を何らかの疲労理論に照合することでピーリング寿命を
予測しているが，それらの疲労理論では一般的な疲労試験（両振りねじり，曲げなど）
の結果に基づいて表層の疲労の進行が判断される．これらの疲労試験の結果には，材料
の表層より深い領域のき裂進展性や非金属介在物の影響が含まれていることがあり，転
動面のごく表層での疲労損傷であるピーリングの寿命予測に適しているかは不明であ
る．また，ピーリングは表層の材質変化（組織変化，硬度変化，結晶配向など）をとも
なって発生する 20-23)が，これと同じ現象が上記の疲労試験においても起こる可能性は低
く，両者の材質変化の違いが寿命予測精度の低下に寄与する可能性は否定できない． 
そこで，本研究では上記の懸念事項に対応した新しいピーリングの寿命予測モデルと
それを用いた半実験的な寿命予測法を開発した．開発した寿命予測法（以下，本予測法）
では，初めに実験的に得られたピーリング寿命と表層応力の負荷履歴（以下，応力履歴）
の推定結果に基づいて，ピーリングについての S-N（Stress：応力 vs. Number of cycles to 
failure：寿命）曲線を作成する．応力履歴の推定は，表面形状および表層の残留応力の
変化を実測した結果に基づいて行うため，表面粗さのなじみや残留応力の経時変化を正
確に考慮できる．そして，任意の条件下のピーリング寿命を予測する際は，その条件下
で予備実験を行って有限負荷回数までの応力履歴を推定し，これを作成した S-N 曲線に
照合することで予測寿命が求められる．作成された S-N 曲線は表層の疲労強度だけを反
映するため，高精度の寿命予測が期待できる．さらに，実験結果を援用することで，計
算だけを用いた方法よりも高精度にピーリング寿命を予測できる．本章では JIS-SUJ2
材についてピーリングの S-N 曲線を作成した結果と，境界潤滑かつ純転がり条件下での
ピーリング寿命の予測精度を検討した結果について報告する．また，残留応力の考慮が
予測精度に及ぼす影響についても考察したので併せて報告する． 
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記号等の名称 
A：S-N 曲線中の定数（応力寿命指数）  
B：S-N 曲線中の定数（材料強度係数），cycles ∙ [GPa]A 
E：ヤング率，GPa 
Ftotal：ピーリング発生までに蓄積された総疲労度 
hmin：最小油膜厚さ，μm 
Lact：実際のピーリング寿命，回 
Lest：予測ピーリング寿命，回 
Lth：一定応力負荷時の理論ピーリング寿命，回 
N：ピーリング発生までの負荷回数，回 
Nex：任意条件でのピーリング寿命を推定するための予備実験の期間，回 
Nm：転動疲労試験の中断間隔，回 
Nrem：ピーリング発生までの残寿命，回 
Nx, Ny：表面形状の x 方向および y 方向のデータ数 
Pmax：最大ヘルツ接触圧力 
R：駆動円筒の外径面の軸方向曲率半径，mm 
Ri：回帰分析の残差（Ftotalの推定値と 1 との 差） 
S：負荷応力，GPa 
Sf：S-N 曲線中の定数（疲労限度），GPa 
Spc：突起頂点曲率の算術平均，μm
-1
 
x：試験円筒の軸方向とその座標，μm 
y：試験円筒の周方向とその座標，μm 
z：試験円筒の高さもしくは深さ方向とその座標，μm 
x, y：接触解析における単一要素の x 方向および y 方向のグリッドサイズ，μm 
Λ：油膜パラメータ 
μ：突起接触部での摩擦係数 
ν：ポアソン比 
σ：表層応力，GPa 
σcon：接触によって発生する垂直応力成分，GPa 
σt：転動疲労試験中断時の表層応力の推定値，GPa 
σres：残留応力の垂直応力成分，GPa 
σvm：接触によって発生するミーゼス応力，GPa 
σ̂vm：残留応力を考慮して求めた実効的なミーゼス応力，GPa 
σ*：突起頂点高さの標準偏差，μm 
σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ：深さ z の x-y 平面における σvmのピーク平均，GPa 
σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ：深さ z の x-y 平面における σ̂vmのピーク平均，GPa 
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τcon：接触によって発生するせん断応力成分，GPa 
τres：残留応力のせん断応力成分，GPa 
添え字 
con：接触によって発生する応力 
m：転動疲労試験の中断回数 
res：残留応力 
vm：ミーゼス応力 
x：x 方向 
y：y 方向 
z：z 方向 
 
4.2 S-N曲線の作成とその結果に基づくピーリング寿命の予測技術 
4.2.1 寿命予測モデルと予測手順 
開発したピーリングの寿命予測モデル（以下，本モデル）では以下の仮定を適用した． 
1) ピーリングを引き起こす支配応力はミーゼス応力である． 
2) ピーリング寿命と表層応力との関係は線形累積損傷則（パルムグレン・マイナー則）
に従う． 
3) 摩耗による表層の疲労層の除去は無視できる． 
4) ピーリング寿命と表層応力との関係は，以下の両対数モデルの S-N 曲線で表される． 
  BSSAN logloglog f    (4.1) 
A，B，Sfは材料に固有の定数であり，それぞれ応力寿命指数，材料強度係数，疲労
限度を意味する．本モデルでは，ピーリング寿命 Lthと表層応力 σ が，式(4.1)中の
N および S に相当する．したがって，式(4.1)は以下の様に書き換えられる． 
  BSAL logloglog fth     (4.2) 
ここで，ピーリング寿命 Lthはピーリング面積率が所定の閾値を越えたときの負荷
回数として定義した．表層応力 σは，特定の深さの x-y 平面内においてミーゼス応
力が局所的にピークとなっている点（以下，ピーク点）での応力の平均値である 
上記の仮定 1)について，ミーゼス応力は物体の塑性変形を論じる際に用いられる応力
であるため，転動面の塑性変形に起因して初期き裂が発生する（第 2 章を参照）ピーリ
ングの寿命を説明する応力として適していると考えた．さらに，ミーゼス応力は主せん
断応力（ピーリングのき裂進展に寄与すると考えられる応力，同第 3 章を参照）の値に
依存して決まるため，ピーリングのき裂進展に要する繰返し数とも相関すると考えられ
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る．この他，残留応力の影響を組込みやすいこともミーゼス応力を支配応力に選んだ理
由である（この方法は後述する）．仮定 2)および 4)で使用した線形累積損傷則（以下，
マイナー則）と両対数モデルの S-N 曲線は，軸受の寿命計算の研究で一般的に用いられ
ている 24, 25)．仮定 3)は，後述する本章の実験において，ピーリングが発生した転動面に
わずかな摩耗（摩耗深さ 0.05 μm 以下）しか観測されなかったことに基づいている．仮
定 4)は，特定の面積率のピーリングの発生確率がピーク点におけるミーゼス応力の平均
値のみに依存することを意味し，個々のピーク点での応力値やピーク点の分布状態の違
いによる影響は考慮されない．これは，転動面の表面粗さの凹凸周期が非規則的で，か
つ極端に突出した突起などがない場合に有効な仮定であり，一般的な研削加工面などは
これに該当する． 
以下，図 4.1 に沿って寿命予測の具体的な手順を説明する．ステップ 1～3 はピーリ
ングモードの S-N 曲線を作るための工程で，ステップ 4 は任意の条件下でのピーリング
寿命を予測する工程である． 
ステップ 1：ピーリング寿命と表層応力のデータ収集 
様々な運転条件下で転動疲労試験を行い，転動面での応力履歴とピーリング寿命 Lact
からなる一対のデータを複数収集した．各試験は所定の負荷回数ごとに中断され，この
時の中断間隔を Nmと定義した．添え字 m は中断の回数を意味する．試験前および試験
の中断時ごとに，表面形状と残留応力の測定，ならびにピーリング発生状態の観察を行
った．そして，測定された表面形状を用いて接触解析を行い，これと残留応力測定の結
果を組み合わせることで各中断時の表層応力をミーゼス応力として推算した．表層応力
の計算方法は，次の 4.2.2 項で説明する．各試験は，転動面のピーリング面積率が所定
の閾値を越えた時点で終了され，その時の総負荷回数をピーリング寿命 Lactとして記録
した．以上の作業の結果，各試験について離散的な応力履歴のプロット（図 4.1 内ステ
ップ 1 の黄色のプロット）が得られた．なお，一般的に油膜パラメータ Λが小さい条件
下では，運転初期の期間に表層応力の減尐が起こる．これは，表面粗さのなじみや圧縮
残留応力の生成に起因する現象であり，第 3 章で行った解析でも確認されている． 
ステップ 2：疲労度の推定 
ステップ 1で得られた応力履歴とピーリング寿命のデータをそのまま S-N曲線の作成
に用いることはできないため，応力履歴を疲労度という尺度に変換した． 
はじめに，式(4.2)の定数 A, B, Sfに適当な値をセットすることで暫定的な S-N 曲線を
作成した．これらの初期値は後のステップ 3 で繰返し修正されるため，この時点での
S-N曲線を暫定 S-N曲線と称する．本研究では，初期値として Aini = 10.34，Bini = 10
9
 cycles ∙
 [GPa]A，Sf, ini = 0 GPa を用いた（添え字「ini」は初期値であることを表す）．この Ainiと
Sf, iniの値は JIS-SUJ2 材についての両振りのねじり疲労試験で得られた値
26)を参考にし
て決めた．一方，Bini は式(4.2)の構造から最大のピーリング寿命に相当することになる
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ので，今回は典型的な転がり軸受の寿命オーダーである 109回を使用した． 
次に，各試験でピーリングが発生するまでに試験片に蓄積された総疲労度 Ftotalを，ス
テップ 1で得られた応力履歴と暫定 S-N曲線に対してマイナー則を適用することで推定
した．例えば，運転中に一定の表層応力 σm が繰返し負荷される場合の理論ピーリング
寿命 Lth,mは，暫定 S-N 曲線に基づいて以下のように求められる． 
   BSA
m
mL
loglog
th,
f10
    (4.3) 
しかし，実際の表層応力は試験中に時系列に変化するため，σmが Nm回だけ負荷された
と仮定する（図 4.1 ステップ 2 の図を参照）．すると，σmを Lth,m回負荷してピーリング
が発生するところが実際には Nm回しか負荷されていないので，この期間に Nm / Lth,mと
いう疲労度が蓄積したと考えることができる．以降の期間に蓄積される疲労度も同様の
考え方で求めれば，ピーリングの発生までに蓄積された総疲労度 Ftotalはその総和として
求められる． 
M
M
L
N
L
N
L
N
F
th,2th,
2
1th,
1
total     (4.4) 
以上の方法で各試験についての Ftotalを求めるときは共通の暫定 S-N 曲線を使用した． 
マイナー則では Ftotal が 1 に達した時点で損傷が発生するため，上述の方法で求めた
Ftotalの推定値と理論値との残差は以下の様に表される． 
   Ri = Ftotal – 1    (4.5) 
(i = 1, 2, …, n) 
ここで n は試験番号を意味する． 
ステップ 3：真の S-N曲線の推定 
回帰分析によって暫定 S-N 曲線の最適化を行った．ここでは，各試験についての Ri
（推定疲労度の残差）の絶対値が最小になるような暫定 S-N 曲線の 3 定数（A，B，Sf）
が模索される．実際には，Riの 2 乗和が最小になるまで 3 定数を繰返し修正することで
最適解を求めた． 
 
n
i iSBA
R
1
2
,, f
min  (4.6) 
繰返しの修正中，Riは各定数が修正される度に式(4.4)と(4.5)を用いて再計算された．最
終的に得られた 3 定数を式(4.2)に適用することで，真の S-N 曲線を確立した． 
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ステップ 4：任意の条件下でのピーリング寿命の予測 
任意の運転条件下でのピーリング寿命を予測する際も，その条件下（もしくはそれに
近い条件）で予備試験を行い，有限サイクルまでの応力履歴を取得した．予備試験の期
間 Nexにおける応力履歴が図 4.1 ステップ 4 の緑色のプロットのようであった場合，こ
の期間に蓄積される疲労度はステップ 3で確立した真の S-N曲線に基づいて求められる．
すると，ピーリング発生までの残寿命 Nremは総疲労度 Ftotalが 1 に達するまでの期間と
して求められる．この時，表層応力が予備試験終了時の値（σt）から変わらないと仮定
すると，以下のようになる． 
1
tth,
rem
th,2th,
2
1th,
1
total 










L
N
L
N
L
N
L
N
F
M
M   (4.7) 
ここで，M’は予備試験中の中断回数，Lth,tは表層応力 σtが繰返された場合の理論ピーリ
ング寿命を表す．式(4.7)を変形すれば，Nremは以下のように求められる． 

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
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tth,rem 1    (4.8) 
最終的に，予測ピーリング寿命 Lestは上記の方法で求めた Nremと Nexの和として求めら
れた． 
remexest NNL    (4.9) 
以上の予測手順では，Nex を長くすることで寿命予測の精度が高まる．ただし，実際
に運用する際は許容可能な試験時間を鑑みて Nexを設定すればよい．ステップ 3 で得ら
れた S-N 曲線は，転動面の材質が同等であれば運転条件に依存せず普遍的であるはずな
ので，理論的にはあらゆる運転条件下でのピーリング寿命をこの S-N 曲線に基づいて予
測できる．しかし，言い換えれば寿命予測の精度は S-N 曲線の正確さに依存するため，
なるべく多くの運転条件下で行った試験結果を用いて S-N 曲線を作成することが肝要
である． 
  
68 
 
 
図 4.1 寿命予測の手順 
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4.2.2 寿命予測のために用いる応力 
潤滑不良条件下の転動面の表層には，2 面の接触によって発生する三軸応力と残留三
軸応力の両方が作用するため，これらの両方を考慮して求めた表層応力を寿命予測に用
いることが望ましい．本研究では残留応力の影響を無視したミーゼス応力（σvm）と考
慮したミーゼス応力（σ̂vm）の両方を推定し，それぞれを寿命予測のための表層応力と
して用いた場合の予測精度を検討した．前者のミーゼス応力（σvm）は下式で求めた． 
σvm = √
1
2
{(σx − σy)
2
+ (σy − σz)
2
+ (σz − σx)2+ 6(τxy2  + τyz2  + τzx2 )}   (4.10) 
ここで， 
conj,j       (4.11) 
),kj( kjjkconjk,jk     (4.12) 
式(4.11)，(4.12)中の添え字「j，k」には x，y，z のいずれかの方向が当てはまる．添え
字「con」は 2 面の接触によって発生した三軸応力成分であることを示す． 
 残留応力を考慮した実効的なミーゼス応力（σ̂vm）も式(4.10)で定義されるが，右辺の
応力 6 成分には下式で求められる値を代入した． 
resj,conj,j       (4.13) 
),kj( kjjkresjk,conjk,jk     (4.14) 
式(4.13)，(4.14)中の添え字「res」は残留応力の三軸応力成分であることを示す． 
ここで，潤滑不良条件下では転動面下の深さ z の x-y 平面内に離散的なミーゼス応力
の分布が発生する（図 4.2）．これは，表面粗さの突起接触が局所的であることに由来す
る．開発した寿命予測モデルでは，この x-y 平面内のミーゼス応力のピーク点（図 4.2
の矢印で示したような点）における平均応力値をピーリングの支配応力としている．（以
下，これらのピーク点での平均応力値のことをピーク平均と称する）．本章の寿命予測
では，深さ z = 0.5 μm での 2 種類のミーゼス応力のピーク平均（σvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  または σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅
とする）を支配応力として用いることにした．これは，2 種のミーゼス応力のピーク平
均（σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  および σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の深さ依存性の推定結果（後の 4.4.2 項および 4.4.4 項で示す）
に基づいて決定した．ピーク点の抽出条件は，第 3 章と同様に，自点の周囲 2 ピクセル
（≈ 2.5 μm）四方内にある全周辺点より応力値が大きいことにした． 
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図 4.2 潤滑不良条件下で転動面下に発生するミーゼス応力分布の一例 
（深さ z の x-y 平面分布） 
 
 
4.3 実験および分析の方法 
4.3.1 転動疲労試験 
本予測法の妥当性を検証するため，様々な試験条件下で転動疲労試験を行った．試験
は 2 章の実験と同じ二円筒試験機で行い，駆動円筒によって従動円筒が動かされる片側
駆動方式とした．これによって転動面はほぼ純転がりの条件となった．潤滑油は無添加
のポリ-α-オレフィン油（40℃の動粘度：6.4 mm2 / s）を用い，2 章の実験と同じくフェ
ルドパッドから給油させる方式とした．駆動円筒と従動円筒はともに外径 40 mm，厚さ
12 mm の形状で，駆動円筒のみ外接面（転動面）の軸方向に半径 60mm のクラウニング
を施した． 
表 4.1 に試験条件を示す．転動面の初期表面粗さ，回転速度（rpm）および最大ヘル
ツ接触圧力を変えた 10 条件で試験を行った．なお，試験 No. 1 と No. 9 は同じ条件であ
る．これによって，同条件下での寿命のばらつきに対して本予測法の精度がどの程度で
あるかを比較できるようにした．従動円筒の転動面は超仕上げによって算術平均粗さ
Ra が 0.02 μm になるようにされた．一方，駆動円筒の転動面は Raが 0.75 μm，0.50 μm，
0.40 μm，0.35 μm，0.30 μm のいずれかになるように研削加工された．全ての試験にお
いて駆動円筒の転動面の Ra は従動円筒のそれより大きくなっており，このような条件
下では表面粗さが小さい従動円筒側にピーリングが発生することが知られている 27)．し
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たがって，本章では従動円筒側に発生したピーリングを寿命評価の対象とした．全ての
試験円筒は JIS-SUJ2 製で，焼入れ・焼戻しによってロックウェル硬度が 61.8～63.0HRC
となるようにされた．各試験における油膜パラメータ Λ は Chittenden らの EHL 油膜厚
さ計算式 28)と両円筒の転動面の二乗平均平方根粗さから計算した．各試験は 102回，103
回，5×103回，104回，105回負荷時に中断し，その都度，表面形状測定，X 線応力測定
ならびに従動円筒の転動面の観察を行った．この観察は光学顕微鏡で行い，拡大倍率は
500 倍とした．転動面内の異なる 6 箇所以上の観察箇所におけるピーリング面積率の平
均が 0.5%以上になった時点で試験を終了し，その時点の総負荷回数をピーリングの実
寿命Lactとして記録した．10
5回負荷時のピーリング面積率が0.5%未満であった場合は，
面積率が 0.5%に達するまで試験を継続した．なお，面積率 0.5%のピーリングはわずか
な振動と騒音の増加しか起こさないが，安全側の寿命予測を行う目的でこの値を閾値に
した． 
 
表 4.1 転動疲労試験の条件 
Test 
No. 
Initial surface 
roughness 
(Ra), μm 
Revolution 
per minute 
(rpm) 
Maximum 
Hertzian 
contact 
pressure 
(Pmax), GPa 
Width of the 
Hertzian contact 
ellipse 
Oil film 
parameter 
Λ Driving 
cylinder 
Driven 
cylinder 
Major 
axis, 
mm 
Minor 
axis, 
mm 
1 0.75  
0.02  
2000 
2.3 2460 760 
0.11 
2 0.40  0.21 
3 0.35  0.24 
4 0.30  0.28 
5 0.75  500 0.06 
6 0.75  2000 1.6 1710 524 0.12 
7 0.40  1000 
2.3 2460 760 
0.17 
8 0.50 
2000 
0.17 
9 0.75 0.11 
10 0.40 2.5 2670 826 0.21 
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4.3.2 表面形状の測定  
各転動疲労試験の試験前と中断時に，駆動円筒および従動円筒の転動面の三次元表面
形状を測定した．表 4.2 に測定条件を示す．x-y 平面分解能（1.25 μm）の設定理由は，
波長 10 μm 以上の表面粗さ成分を正確にトレースするためである．一般的に，ピーリン
グの個々の微小はく離やき裂の間隔は 10 μm 以上であるため，これと同じオーダーの波
長をもつ表面粗さ成分がピーリングの発生に主として寄与すると考えられる．測定箇所
は見かけの接触幅の中心付近とした．ここで，x と y はそれぞれ円筒の軸方向および周
方向に沿った向きを示す．測定した表面形状には第 2 章（図 2.2）で説明したものと同
様のノイズカットを行ったが，円筒形状の補正（Form removal）は行っていない．  
いくつかの試験については，駆動円筒の三次元粗さパラメータ（突起頂点高さの標準
偏差 σ*，および突起頂点曲率の算術平均 Spc）の分析も行った．この時のノイズカット
の方法は第 2 章（図 2.2）で説明したものと完全に同じである． 
 
表 4.2 表面形状測定の条件 
Type of instrument Confocal 
Measuring area, μm×μm x: 80 × y: 750 
Magnification of objective lens 50x 
Sampling interval 
x-y plane 1.25 
z axis 0.01 
 
 
4.3.3 接触解析 
測定した表面形状を用いて境界要素法（BEM）による接触解析を行い，2 つの試験円
筒の接触時に従動円筒の転動面の表層に発生した三軸応力（σconおよび τcon）を推定した．
この解析は第 3 章 3.2.1 項で説明したものと同じ方法で行った．したがって，解析方法
や原理についての詳細はここでは割愛する．表 4.3 に解析条件を示す．解析領域は，第
3 章の解析と同じく（図 3.5 を参照）見かけの接触楕円の中央近傍とした．解析荷重は，
見かけの接触楕円内の圧力分布式を解析領域範囲で積分した値とした．本解析も弾性解
析で行われ，2 つの円筒の接触は，両者の表面形状データを足し合わせて得られる等価
粗面（剛体）と半無限弾性体との接触問題に置き換えて解かれた．最初に転動面に発生
する表面圧力の分布が計算され，その結果に Boussinesq の弾性解 29)を適用することで従
動円筒表層の三軸応力が計算された．三軸応力の計算時のみ摩擦力を考慮し，その向き
は転動方向と同じ（y 軸負方向）とした．今回も潤滑油が荷重の支持に及ぼす影響は無
視できると仮定して解析を行った．これは，本章における転動疲労試験が全て油膜パラ
メータの小さい（Λ < 0.3）条件下で実施され，境界潤滑条件下にあったと考えられたた
めである． 
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表 4.3 接触解析の条件 
Number of elements 38400 (x direction: 64, y direction: 600) 
Element size x, y, μm 1.25 
Load, N 
109.364 (Pmax = 2.3 GPa), 
53.042 (Pmax = 1.6 GPa), 
146.521 (Pmax = 2.8 GPa), 
125.483 (Pmax = 2.5 GPa), 
Young’s modulus, GPa 208 
Poisson’s ratio 0.3 
Depth of stress analysis, μm 1.5 
Friction coefficient 0.05 (-y direction) 
 
 
4.3.4 残留応力測定 
第 2 章の実験で用いたものと同じエリアディテクタ方式の X 線回折法 30)によって，
転動面の表層の三軸残留応力（6 つの垂直およびせん断応力成分全て）を測定した．測
定は各転動疲労試験の試験前と中断時に行い，測定対象は従動円筒の転動面のみとした．
測定条件は第 2 章における測定と同じ（2.2.4 項，表 2.5）であり，ここでは割愛する．
本条件下では照射領域は 2 mm，X 線侵入深さは表面から深さ z ≈ 5 μm 程度となり，
この測定体積内( 2 mm × 5 μm)に存在するマルテンサイト相の平均的な残留応力が測
定された．測定体積内では，場所や深さの違いによる残留応力の変化がないと仮定した． 
 
4.3.5 寿命予測の検証 
 表 4.1 の転動疲労試験について，4.2 項（図 4.1）で説明した手順に従ってピーリング
寿命を予測した．まず，No. 1 ～ No. 7 までの試験結果を用いてピーリングモードの S-N
曲線を作成した．その後，No. 8 ～ No. 10 までの試験を負荷回数 104回まで行い，それ
によって得られた応力履歴（N1 + N2 + ⋯ + NM ’ = 10
4）と作成した S-N 曲線に基づいて
予測ピーリング寿命 Lestを求めた．なお，この予備実験の期間（10
4回）は，第 2 章で行
った転動疲労試験の結果に基づいて決められた．そこでは 104回以降に表面粗さや残留
応力の変化がほとんど見られず，これは 104回以降に表層応力がほとんど変化していな
かったことを示唆している．この傾向が低 Λ条件下で共通のものであると仮定すれば，
尐なくとも 104回までの応力履歴さえあれば比較的高い精度で寿命予測できると考えら
れる．No. 8 ～ No. 10 の試験は 104回以降もピーリングが起こるまで継続され，最終的
に得られたピーリングの実寿命 Lactと予測ピーリング寿命 Lestとの相対比（Lact / Lest）を
用いて寿命予測の精度を検討した． 
 S-N 曲線の作成のために行われた No. 1 ～ No. 7 の試験についても，104回までの応
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力履歴だけを使って Lestを計算した．これは，10
4回までの応力履歴だけを用いてピーリ
ング寿命を予測する手順の有効性を検証するために行った． 
 
4.4 結果と考察 
4.4.1 各試験におけるピーリング寿命 
図 4.3(a)に，No. 3 の試験で発生したピーリングの光学顕微鏡写真を示す．微小なき裂
とはく離が多数存在し，これらは以後の転動で損傷が拡大する起点となる．図 4.3(b)は，
各試験におけるピーリング寿命 Lactを示している．試験条件に依存して Lactは変化して
おり，特に駆動円筒の表面粗さが異なる No. 1～No. 4 の試験では，粗さが大きい試験の
方が短寿命となっていた．ただし，No. 1 と No. 9 の試験条件は同じであるにもかかわ
らず，そのピーリング寿命には約 2 倍の差があり，寿命のばらつきが存在することを示
している．  
 
 
 
図 4.3 転動疲労試験の結果  
(a)：No. 3 の試験で発生したピーリング 
(b)：各試験でのピーリングの実寿命 
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4.4.2 接触解析の結果 
図 4.4(a)は，No. 1 の試験の 1 万回負荷時における等価粗面の表面形状データを示して
いる．なお，ここでは解析領域内の一部のデータのみが示されている．図 4.4(b) は，
図 4.4(a)の表面形状データを用いて計算した表面圧力の分布であり，局所的な圧力の変
動は表面に多数の突起が存在したことを意味している．図 4.4(c)は，図 4.4(b)の表面圧
力分布に基づいて計算した深さ z = 0.5 μm でのミーゼス応力（すなわち，σvm (0.5)）の分
布である．なお，この深さはミーゼス応力のピーク平均が最大になる深さである（この
点については後述する）．図 4.4(c)には，ミーゼス応力が 2 GPa（≈ JIS-SUJ2 の降伏応力
31)）以上の点のみ表示されており，いくつかの箇所では σvm (0.5)が降伏応力の数倍以上
になっていた． 
 
 
図 4.4 No. 1 の試験の 104回負荷時の接触解析の結果 
(a)：等価粗面の表面形状 
(b)：従動円筒の表面圧力分布 
(c)：深さ 0.5 μm の x-y 平面内でのミーゼス応力分布 
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図 4.5 は，No. 1，No. 4 および No. 6 の試験について，試験前と 104回負荷時における
σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の深さ方向分布を示したものである．試験条件や負荷回数に依存せず，深さ 0.5 μm
でσvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ が最大になる傾向が見られた．この結果を受けて，本章では深さ 0.5μm におけ
る応力値を寿命予測に用いることにした．ただし，このミーゼス応力が最大になる深さ
は表面形状の測定時の平面分解能に依存して変化する．一般的に，平面分解能が小さく
なるほど応力が最大になる深さは浅くなり，これは波長の短い表面粗さ成分の影響が出
るためである． 
図 4.6(a)は，No. 1 と No. 4 の試験について，駆動円筒の転動面の表面粗さパラメータ
の積（σ*・Spc）の試験中の変化を示したものである．いずれの試験でも試験開始から
10
2回負荷時までに σ*・Spcが減尐しており，それ以後の変化は小さかった．なお，これ
らの傾向は No. 1 と No. 4 以外の試験でも確認された．Greenwood らの粗面の接触理論
32)によれば，σ*・Spcの値は突起接触の過酷度（接触が塑性的か弾性的か）を反映すると
考えられ，今回の結果は 102回負荷時までに表面粗さのなじみが起こり，接触過酷度が
低下したことを示唆している．図 4.6(b)は No. 1 と No. 4 の試験におけるσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の応力
履歴である．試験開始から 102 回負荷時までにσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ が減尐し，その後の変化は小さ
かった．これは σ*・Spcの変化挙動と対応しており，σvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の値に突起接触の過酷度が
反映されることがわかった． 
 
 
 
 
図 4.5 No.1，No. 4，No. 6 の試験におけるσvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の深さ方向分布の推定結果 
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図 4.6 No.1 と No.4 の試験における表面粗さパラメータの変化とσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の応力履歴 
(a)：実測した駆動円筒の σ*・Spcの変化， 
(b)：従動円筒の σvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の応力履歴の推定結果 
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4.4.3 残留応力の測定結果 
図 4.7 に No. 1 と No. 4 の試験における従動円筒の残留応力の変化を示す．図 4.7(a)は
垂直応力の変化であり，いずれの試験でも転動によって圧縮の残留応力が生成されてい
た．ただし，その生成挙動は両試験で明らかに異なっていた．一方，図 4.7(b)～(d)はせ
ん断応力成分の変化であり，いずれの試験の場合でも試験中のせん断応力成分の変化は
わずかであった．また，せん断応力成分の大きさは垂直応力成分と比較して顕著に小さ
かった．以上の傾向は，No. 1 と No. 4 以外の試験でも同様であった．  
 
 
 
 
図 4.7 No. 1 と No. 4 の試験における残留応力の測定結果 
(a)：垂直応力成分，(b) ~ (d)：せん断応力成分 
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4.4.4 残留応力を考慮して推定した転動面下の応力 
図 4.8は，No. 1の試験の試験前と 104回負荷時における実効的なミーゼス応力（σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ，
残留応力を考慮して求めたミーゼス応力のピーク平均）の深さ分布を推定した結果であ
る．比較のため，残留応力を考慮していないミーゼス応力（σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）についての結果も
併記した．試験前と 104回負荷時ともに，特定の深さでのσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ は同じ深さにおけるσvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅
よりも小さかった．また，この傾向は 104回負荷時の方が明確であった．これは，試験
中に生成された残留応力の方が，試験前から存在した残留応力よりも表層のミーゼス応
力の大きさに及ぼす影響が大きいことを示している． 
 図 4.9 は，No. 1 と No. 4 の試験について深さ 0.5 μm 地点におけるσ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅  （すなわち，
σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の応力履歴を示したものである．試験開始から 10
4回負荷時までにσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ が
明確に減尐し，その後の変化は小さかった．この傾向は 4.3.5 項で述べた仮定の妥当性
を示しており，104 回以降の応力変動が最終的なピーリング寿命に及ぼす影響は小さか
ったと考えられる． 
 
 
 
 
図 4.8 No.1 の試験における実効的なミーゼス応力（σ̂vm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）と残留応力の影響を除外した
ミーゼス応力（σvm (z)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の深さ方向分布の推定結果 
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図 4.9 No.1 と No. 4 の試験における実効的なミーゼス応力（σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の応力履歴 
 
 
4.4.5 ピーリングについての S-N曲線の作成結果と寿命予測の精度 
図 4.10 に，S-N 曲線の作成のために実施した回帰分析について，分析終了時の疲労度
の残差 Riを示す．図 4.10(a)は，ピーリングの支配応力としてσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ を用いた結果であ
り，一方，図 4.10(b)は支配応力としてσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ を用いた結果である．各図中に示した RMS
は残差の二乗平均平方根であり，支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にした場合（図 4.10 (b)）の方が
RMS は小さかった．これは，残留応力を考慮したミーゼス応力（σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の方がピー
リング寿命との相関が強く，寿命の説明変数として適していることを示している．回帰
分析の解として得られた S-N 曲線の定数（A，B，Sf）は，各図の下に示した． 
図 4.11 は，本予測法を用いて求めた各試験の予測ピーリング寿命 Lestと実寿命 Lactと
の関係を示したものである．図 4.11(a)と(b)は，それぞれ図 4.10(a)および(b)に示した S-N
曲線の定数を用いて Lestを計算した結果である．個々のプロットの横の数字は試験番号
を示している．各図には，全試験の実寿命と予測寿命との相対寿命比（Lact / Lest）につ
いて中央値，最小値および最大値を併記した．また，図中の実線は Lact / Lest = 1 を表し
ており，この線に各プロットが近いほど寿命予測の精度が高いことを意味する．これら
の指標に基づけば，ピーリング寿命の予測精度は支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ とした場合（図 4.11 
(b)）の方が高いことがわかる．この結果は，残留応力を考慮して求めたミーゼス応力
（σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）の方が転動面での塑性変形の程度を正確に反映できることに起因したもの
と考えられる．第 2 章で説明したように，ピーリングの初期き裂は転動面が繰返し塑性
変形することで形成される．また，ピーリングの微小はく離の寸法は 10 μm 程度しかな
いため，寿命に至る（微小はく離の発生）までの期間のうち，き裂進展に要する期間が
占める割合は大きくないと考えられる 12)．これらを考慮すると，初期き裂の原因である
塑性変形の程度を反映できる応力値がピーリング寿命の説明変数として適していると
考えられる．図 4.6 から示されたように，接触解析の結果から求めたミーゼス応力
（σvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）は突起接触の過酷度を反映するため，転動面での塑性変形の程度とも対応
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すると考えられる．しかし，図 4.8 から示されたように，残留応力は表層のミーゼス応
力の値に明らかに影響を及ぼすため，これを考慮して求めたミーゼス応力（σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ）
の方がより正確に塑性変形の程度を表すことができると思われる． 
支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ とした場合（図 4.11(b)）の相対寿命比は，中央値が 0.98，最小値
が 0.49，最大値が 1.82 であった．これは既存の軸受寿命推定法 33)の精度（潤滑不良条
件下での Lact / Lestの 90%信頼幅が 0.98 ~ 4.3）と比較して同等以上の精度であり，本予測
法が転がり軸受のピーリング寿命予測法として適用可能であることを示唆している． 
 同じく図 4.11(b)において，No. 8，No. 9 および No. 10 の試験（S-N 曲線の作成に関与
しなかった試験）についての相対寿命比（Lact / Lest）はそれぞれ 0.61，1.07，1.38 となっ
ていた．このうち No. 8 と No. 10 の試験条件は S-N 曲線作成時の条件（No. 1 ～ No. 7）
のいずれとも異なっており，本予測法によって任意の条件でのピーリング寿命を比較的
良い精度で予測できることが示された．ただし，本予測法では転動面にすべりが発生す
る条件下のピーリング寿命を今回の結果と同程度の精度で予測することはできない．第
1 章 1.2.2 項で述べたように，転動面にすべりが存在する場合は，それに伴う摩耗の程
度によってピーリング寿命が変化する 16)．摩耗が無視できる程度である場合，すべりに
よって局所的な突起接触の回数が増加するため，ピーリング寿命はすべりの無い場合と
比較して短くなる．本予測法ではこの突起接触回数の影響は考慮しておらず，すべりが
ある条件下でのピーリング寿命を危険側（実際より長寿命側）に見積もってしまうリス
クがある．一方，すべりによって顕著な摩耗が起こる場合，表層の疲労領域の除去やな
じみの促進が起こるため，ピーリング寿命は長くなりやすい．本予測法では，表面形状
の変化を実測することでなじみの影響は考慮できるが，摩耗による疲労領域の除去につ
いてはモデルに組み込まれていない．したがって，この場合の予測ピーリング寿命は安
全側（実際より短寿命側）にシフトすると考えられる． 
 図 4.11(b)からは，試験 No. 1 ～ No.7 についても実寿命と予測寿命が良く対応してい
ることもわかる．これは，表面粗さのなじみや残留応力の変化が停滞する 104回負荷時
までの応力履歴さえ取得すれば，比較的良好な精度でピーリング寿命を予測できること
を示している．ただし，実寿命 Lactが短かった試験（No. 1，No. 5 および No. 6）につい
ての予測精度は，それ以外の試験と比較して低い傾向があった．ここで，本章の実験で
はほとんどの試験条件でピーリング寿命が 104～105回を超えており，これはピーリング
がいわゆる高サイクル疲労による損傷であることを示唆している．したがって，本予測
法では高サイクル疲労の寿命予測において一般的に使用されている「応力値に基づいた
疲労モデル」（S-N 曲線やマイナー則の適用など）を適用した．しかし，低サイクル疲
労と高サイクル疲労の境界（104～105 回）付近の寿命を持つ試験 No. 1，No. 5 および
No. 6 については，ひずみ量に基づいて寿命を説明する低サイクル疲労の考え方が適し
ている可能性があり，これは寿命予測精度を低下させる一因になると考えられる． 
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図 4.10 回帰分析終了時の推定疲労度の残差 Ri 
(a) ピーリングの支配応力をσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にした場合の結果 
(b) 支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にした場合の結果 
 
 
 
 
図 4.11 本予測法を用いて求めた予測ピーリング寿命と実寿命との比較 
(a)：ピーリングの支配応力をσvm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にした場合の結果 
(b)：支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にした場合の結果 
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図 4.12 はピーリングの支配応力をσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ にして作成した S-N 曲線を示している．わ
ずかなσ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ の減尐でも，ピーリング寿命は大きく（指数関数的に）増加することが
わかる．これは，残留応力の存在による表層応力の変化がピーリング寿命に対して大き
な影響を及ぼすことを示唆している．そして，運転中の残留応力の変化挙動は試験条件
によって異なるため（図 4.7），これを正確に考慮しなければピーリング寿命の予測精度
は低下すると考えられる． 
本予測法では，任意の条件下のピーリング寿命を予測するために有限回数までの予備
実験が必要（図 4.1 のステップ 4）であり，完全な意味での寿命予測とは言えない．し
かし，ピーリングが発生するまで試験をせずとも寿命を正確に予測できることは，大き
な利点である．例えば，回転速度が 1000 rpm でピーリング寿命が 106回であった場合の
総試験時間は約 17 時間になるが，本予測法ではわずか 10 分程度（104回負荷時まで）
の試験結果から寿命を予測することができる．実際には断続運転を行って各種分析を行
う必要があるが，その時間を考慮したとしても総作業時間は 2 時間程度である．この利
点は，複数の運転条件下でのピーリング寿命を比較したいときに特に威力を発揮する．
また，どうしても予備実験を行う時間が無い場合でも，予め S-N 曲線さえ作成してあれ
ば，それと初期（運転前）の表層応力の推定値からおおよそのピーリング寿命を見積も
ることができる．この場合は表層応力が初期値から不変であると仮定するため，運転中
の表面粗さのなじみや圧縮残留応力の生成による効果は考慮されず，結果として見積も
られるピーリング寿命は安全側（実際より短寿命）になると思われる． 
 
 
 
図 4.12 本章の実験結果に基づいて作成したピーリングについての S-N 曲線 
（支配応力：σ̂vm (0.5)̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ̅̅ ） 
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4.5 結言 
純転がり，境界潤滑条件でのピーリング寿命を予測できる方法を開発した．本予測法
では，様々な試験条件下でのピーリング寿命と試験中の表層応力の推定結果に基づいて
ピーリングモード専用の S-N 曲線を作成し，それに基づいて任意の条件下でのピーリン
グ寿命を予測することで予測精度の向上を図った．また，表層応力の推定時には，従来
のピーリング寿命の予測法で無視されていた残留応力の影響を考慮した．本予測法を用
いた場合の寿命予測精度とそれに対する残留応力の影響を検討し，以下の結論を得た． 
 
1) ピーリング寿命と表層応力の関係を，両対数モデルの S-N 曲線によって整理するこ
とができた． 
2) 尐なくとも本章の実験範囲内では，作成した S-N 曲線とマイナー則の考え方を使っ
てピーリング寿命を正確に予測することができた． 
3) 試験中の三軸残留応力の変化挙動は試験条件によって異なっていた．この影響を考
慮することで，ピーリング寿命の予測精度は向上した． 
4) 試験で得られたピーリング寿命と予測寿命との相対寿命比（Lact / Lest）は中央値が
0.89，最小値が 0.49，最大値が 1.82 であった．これは既存の軸受寿命推定法と比較
して同等以上の精度であり，本予測法によるピーリングの寿命推定が実用可能であ
ることを示唆している． 
 上記の予測精度は，あくまでも境界潤滑かつ純転がり条件下における結果であり，今
後は，本予測法が混合潤滑や転がり－すべりの条件にも応用可能であるか検証する必要
がある．そのためには，混合潤滑条件下の接触解析や摩耗予測技術の開発，ならびに局
所的な突起接触回数を考慮するためのモデルの改良が必要である．  
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第 5 章 総括 
 
本論文では，転がり軸受の長寿命化および信頼性向上につなげることを目的として，
潤滑不良条件下で発生するピーリングのメカニズムとその寿命を予測する方法につい
て検討した．また，ピーリングの対策技術としての黒染処理に着目し，これによる長寿
命化メカニズムを詳細に考察した． 
 
第 1 章では，近年，転がり軸受のピーリング発生リスクが増加していることを説明し，
ピーリングに関する従来の研究と本研究の目的について述べた． 
 
第 2 章では，駆動円筒を研削面，従動円筒を超仕上げ面とした二円筒試験によってピ
ーリングの再現試験を行い，転動面の高倍率観察，表面粗さ測定，X線残留応力測定の結果
に基づいてピーリングのき裂発生メカニズムを考察した．同時に，駆動円筒に黒染処理を行っ
た場合の試験も行い，表面粗さのなじみの観点から黒染処理によるピーリング抑制メカニズム
を考察した．その結果，以下の結論を得た． 
1) 試験中に駆動円筒の表面粗さの突起が繰返し押し込まれることで，従動円筒の表面に切
欠き状の塑性変形部が形成されていた．ピーリングの初期き裂は，この塑性変形部を起
点として発生したと考えられる． 
2) 黒染処理を行った駆動円筒（黒染品）では，なじみ後の表面粗さ（二乗平均平方根傾斜
や突起頂点高さのばらつき）が無処理品と比較して改善されていた．これによって突起接
触部での接触過酷度が低下し，従動円筒の塑性変形が抑制されるため，ピーリングが発
生しなかったと考えられる． 
3) 黒染品におけるなじみ後の表面粗さの改善は，処理時に母材表面の凹凸が小さくなる現
象と，転動中に凸部の黒染層が摩耗することの両方によってもたらされたものである． 
 
 第 3 章では，境界要素法(BEM)を用いた接触解析法を確立し，第 2 章の試験における，2
つの円筒の接触によって接触部直下に発生する応力を推定した．さらに，この結果と X 線残
留応力測定の結果を組合せることで，試験中に従動円筒の転動面下に作用した繰返し応力
を推定し，それとピーリングの進展との関連性を調査した．その結果，以下の結論を得た． 
1) 駆動円筒の黒染処理の有無に関わらず，試験中の従動円筒の表層には降伏応力以上
のミーゼス応力が作用し続けていた．この結果は，第 2 章の実験結果で示された従動円
筒の表層における継続的な塑性変形と整合する． 
2) 黒染品の試験では，従動円筒の表層に作用するミーゼス応力が，無処理品の場合と比
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較して最大 40%程度低下していた．これによって転動面の塑性変形が抑制されるため，
ピーリングの初期き裂が発生しなかったと考えらえる． 
3) 黒染品におけるピーリングの抑制は，主に接触によって発生する応力（接触応力）が軽減
されたことに起因しており，残留応力状態の差による影響は小さかった．この接触応力の
軽減は，黒染品において表面粗さのなじみが促進されたことで発現したものである． 
4) 無処理品の試験では，従動円筒の表面に周方向および軸方向から約 45°傾いた方向の
最大せん断応力が作用しており，ピーリングの初期き裂はこの最大せん断応力の作用で
進展したと推定される．この推定結果は，第 2 章の実験で観測されたピーリングのき裂進
展の様子と整合する． 
 上記の第 2 章および第 3 章で得られた知見から，ピーリングを抑制するためには，表面粗さ
のなじみを促進させて転動面の突起接触応力を緩和する，もしくは転動面の塑性変形抵抗を
高めること（すなわち，表面硬度の上昇）が効果的であると考えられる．また，黒染処理によっ
て形成された皮膜はなじみの過程で容易に摩耗してしまうが，なじみ後の表面粗さは無処理
の場合よりも改善されており，突起接触状態の緩和に繋がる．つまり，転動中に皮膜が脱離し
たとしても，相手面のピーリングを抑制することが期待できる． 
 
 第 4 章では，様々な運転条件下で二円筒試験を行い，各試験におけるピーリング寿命と試
験中に転動面下の表層に作用した繰返し応力（表層応力）の推定結果からピーリングモード
専用の S-N曲線を作成した．さらに，作成した S-N曲線と短期間の予備実験で得られるデータ
から任意の条件下でのピーリング寿命を予測する方法を提案し，その寿命予測精度と，残留
応力の考慮が寿命予測精度に及ぼす影響を検討した．これらの取り組みの結果，以下の結
論を得た． 
1) ピーリング寿命と表層応力の関係は，一般的な両対数モデルの S-N曲線によって整理す
ることができた． 
2) 作成した S-N 曲線と 104回までの予備実験で得られた表層応力の履歴データ（推定
値）を用いることで，荷重，表面粗さ，回転速度が異なる複数の条件下でのピーリ
ング寿命を予測することができた． 
3) 試験で得られたピーリング寿命と予測寿命との相対寿命比（Lact / Lest）は中央値が 0.89，
最小値が 0.49，最大値が 1.82 であった．これは既存の軸受寿命推定法と比較して同等
以上の精度であり，本予測法によるピーリングの寿命推定が実用可能であることを示唆し
ている．ただし，これは境界潤滑（油膜パラメータ Λ < 0.3）かつ純転がり条件下における
結果であり，これに該当しない条件については，現時点で本予測法の適用範囲外であ
る． 
4) 試験中の三軸残留応力の変化挙動は試験条件によって異なっていた．この影響を考
慮することで，ピーリング寿命の予測精度は向上した． 
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第 4 章で提案したピーリング寿命予測法は，想定される使用条件下でのピーリング発
生リスクを判断したり，新しく開発した耐ピーリング技術の効果を定量的に検証するた
めのツールとして活用できる．しかし，実用される転がり軸受は，Λが 0.3 より大きい
（混合潤滑）条件や，転動面に若干のすべりが発生する条件で使用されることも多々あ
り，今後は，これらの条件下においても提案した寿命予測法が有効であるか検証する必
要がある．そのためには，混合潤滑条件下の接触解析法の開発や，局所的な突起接触回
数を考慮するためのモデル改良が必要である． 
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付録 接触解析に用いる表面形状の測定方法に関する検討 
A. 測定データの妥当性に関する検討 
本研究の第 3 章と第 4 章では，接触解析を実施するために必要な表面形状データを共
焦点型のレーザー顕微鏡を用いて測定した（以下，この方法を共焦点顕微鏡法と称する）．
これは，一般的な接触式の表面形状測定法と比較して共焦点型顕微鏡法の測定時間が短
く，作業時間の点で有利なためである．一方，共焦点顕微鏡法で得られた表面形状の生
データには光学式の測定原理に起因するノイズが多く含まれるため，図 2.2 に示した条
件でノイズカット処理を行い，データを補正した．しかし，このときのノイズカットが
過剰であると，真の表面形状と測定データとの乖離が大きくなり，接触解析の正確度の
低下につながる． 
本検討では，同一のサンプルの表面形状について，図 2.2 に示したノイズカット条件
を用いて共焦点顕微鏡法で測定した結果と，接触式の測定法で測定した結果とを比較し，
共焦点顕微鏡法で得られた表面形状データの正確度を検討した．一般的に接触式の測定
法の方が非接触式の方法よりノイズを含みにくいため，これによって得られる表面形状
データを基準にすれば，共焦点顕微鏡法で得られた表面形状データの正確度を判断でき
ると考えた． 
測定サンプルは，JIS-SUJ2 製の円筒試験片とし，外径 40 mm，内径 20 mm，厚み 12 mm
とし，外径面の軸方向には半径 R 60 mm のクラウニングを設けた．外形面には周方向
に加工痕がつくように研削加工を行い，軸方向の算術平均粗さ Raを 0.75 μm にした．こ
れらの形状や材質は第 2 章のピーリング再現試験に用いた無処理品の駆動円筒と同等
である． 
 測定方法は，接触式の測定法の代表である触針走査法および原子間力顕微鏡法（以下，
AFM 法とする），ならびに共焦点顕微鏡法の 3 種類とし，各測定法を用いて円筒試験片
の外形面内の異なる 5 箇所以上の表面形状を測定した．そして，各測定法で得られた複
数の表面形状データについて表面粗さパラメータの算出を行い，その平均値を比較した．
ここで，触針走査法の場合，触針の先端半径（一般的に小さくても 2 μm 程度）と同等
以下の波長をもつ凹凸成分の形状を正確にトレースできない（以下，これを触針問題と
する）．これに対し，AFM 法では探針（プローブ）の先端半径が 10 nm 程度であるため，
短波長（数 10 nm）の凹凸成分の形状もトレースすることができる． 
表 A-1 に各測定法の測定条件を示す．得られた表面形状データの x 方向および y 方向
は，それぞれ円筒試験片の軸方向と周方向に対応する．触針走査法では測定時間の短縮
のために y 方向（つまり，加工痕の方向）のサンプリング間隔を x 方向の 2 倍にした．
AFM 法では広い測定領域の測定が不可能なため，他の 2 つの測定法と比較して測定領
域を小さくした．触針走査法や AFM 法では，一定の間隔y ごとに触針を x 方向に走査
して複数の母線形状データを取得し，これらを合成することで三次元の表面形状データ
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を形成する．この時，y 方向でデータが不連続になる誤差（ライン間誤差）が発生する
ことがあるため，測定した表面形状データこれを補正する処理（Flatten 処理と称する）
を施した．この Flatten 処理は，形成された表面形状データの y 方向にスプラインフィ
ルタを適用することでなされた．共焦点顕微鏡法で得られた表面形状データには，Land 
Mark （LM）ノイズカットを施した．これは，第 2 章 2.2.3 項で述べたように，周辺領
域より明らかに突出した高さを持つようなノイズ点を除去する目的で実施した．本研究
では，ノイズ判定対象点の周りの 3 ピクセル四方の範囲を周辺領域とし，周辺領域の平
均高さとノイズ判定対象点の高さの差のしきい値は 0.3 μm にした．これらの処理に加
え，全ての測定法で得られたデータ表面形状データに対して，カットオフ値 2.5 μm の
ローパススプラインフィルタ処理を施した．これは，共焦点顕微鏡法で得られた測定デ
ータにおいて加工痕のエッジに発生したノイズを除去する目的で行ったが，各測定法で
得られたデータをできるだけ平等な条件下で評価できるように，全測定法に共通してこ
の処理を施した．なお，典型的なピーリングの個々の微小はく離やき裂の間隔は 10 μm
以上であるため，これと同程度の波長をもつ表面粗さ成分がピーリングの発生に主とし
て寄与すると考えられる．逆に，これより小さい波長の表面粗さ成分がピーリングの発
生に及ぼす影響は小さいと考えられる．したがって，2.5 μm のローパスフィルタを施し
たとしても，結果として得られる表面形状データとピーリングの発生との相関が小さく
なる恐れは小さいと推察される． 
 
表 A-1 各測定法の表面形状の測定条件 
 Stylus instruments 
Atomic force 
microscopy (AFM) 
Conforcal 
microscopy 
Measuring area, μm×μm 300×300 100×100 298×298 
Sampling interval 
(x, y), μm 
x: 0.50, 
y: 1.00 
x: 0.20, 
y: 0.20 
x: 0.29, 
y: 0.29 
Magnification of 
objective lens 
― ― 50x 
Measurement force, mN 0.75 ― ― 
Stylus or tip radius, μm 2.00 0.01 ― 
Measurement mode ― Tapping ― 
Light source ― ― Laser 
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以上の方法で得られた表面形状データに対して表面粗さパラメータの算出を行うと
きは，三谷商事製の三次元表面形状解析ソフトウェア SurftopEye を使用した．このとき，
全ての測定法で得られた表面形状データに対して曲面補正を適用し，サンプルの円筒形
状の補正（平面化）を行った．評価指標とする表面粗さパラメータは，二乗平均平方根
粗さ Sq，突起頂点の高さの標準偏差 σ*，突起頂点の算術平均曲率 Spcの 3 種類とした．
後者の 2 つは粗面が接触するときの突起接触部の接触の過酷度と相関すると考えられ
ており，これらの値の変動は接触解析の結果に影響すると考えられる．σ*と Spcの算出
のための突起頂点の抽出条件は，自点の周囲の約 2.5 μm 四方（自点を中心とした 5 μm
の正方形）の範囲内に存在する全測定点より自点が高いこととした．ただし，触針測定
法を用いた場合については x 方向と y 方向のサンプリング間隔が異なるため，自点を中
心として y 方向に 10 μm，x 方向に 5 μm の長さを持つ長方形範囲内を突起頂点の抽出領
域とした． 
図 A-1 に表面粗さパラメータの算出結果を示す．個々のデータは複数の測定箇所につ
いての平均値を示しており，エラーバーは標準偏差を示している．図 A-1(a)は二乗平均
平方根粗さ Sq についての結果であり，触針式走査法と共焦点顕微鏡法を用いた場合の
Sq は同等であった．両者の Sq について有意差検定を行ったところ（有意水準 5%），有
意差はなかった．図 A-1(b)は突起頂点高さの標準偏差 σ*についての結果であり，これ
についても触針式走査法と共焦点顕微鏡法を用いた場合の結果は同等であった．また，
有意差検定（有意水準 5%）の結果，両者に有意差はなかった．これらのパラメータ（Sq
と σ*）は表面の凹凸の高さに関連するパラメータであり，一般的にはサンプリング間
隔の影響を受けにくいと考えられている．したがって，図 A-1(a)と(b)の結果から，非接
触式の共焦点顕微鏡法によって接触式の触針走査法と同等の正確度で表面の凹凸の高
さ情報を取得できると判断できる．なお，AFM 法を用いた場合は，Sqと σ*が他の 2 つ
の測定法の場合と比較して小さかった．これは，AFM 法の場合の測定領域が他の 2 つ
の測定法の場合より小さいことに起因した結果と考えられる．Sqは表面の凹凸の振幅に，
σ*は突起頂点の高さのばらつきに相当するパラメータであり，今回の測定サンプルであ
る研削面のように，場所による表面粗さ性状のばらつきが大きい面を測定する場合は，
測定領域が大きいほどこれらのパラメータが大きくなると考えられる．図 A-1(c)は，突
起頂点の算術平均曲率 Spc についての結果である．共焦点顕微鏡法と AFM 法を用いた
場合の Spcは同等であり，有意差検定（有意水準 5%）でも両者に差が無いと判断された．
AFM 法は既存の表面形状測定法の中で最高水準の測定分解能を有しており，共焦点顕
微鏡法によって突起頂点の形状情報を AFM 法と同等の正確度で取得できることが示さ
れた．一方，触針走査法を用いた場合の Spcは他の 2 つの測定法の場合よりも明らかに
小さかった．これは，前述の触針問題のため，短波長で突起先端の曲率が小さい凹凸成
分の形状をトレースできなかったことが原因と考えられる． 
以上の結果から，本研究で採用した共焦点顕微鏡法によって得られる表面形状データ
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が，尐なくとも接触式の測定法と同等の正確度を有することがわかった．つまり，測定
された表面形状データが過剰または不十分に補正され，これを用いて得られる接触解析
の結果が真値と大きく乖離するというリスクは小さいと言える． 
 
 
図 A-1 測定法の違いによる表面粗さパラメータの違い 
(a) 二乗平均平方根粗さ Sq 
(b) 突起頂点高さの標準偏差 σ* 
(c) 突起頂点の算術平均曲率 Spc 
 
B. サンプリング間隔の検討 
表面形状の測定時のサンプリング間隔は，接触解析の正確度と解析速度の両方に影響
を及ぼす．一般的に，サンプリング間隔が小さいほど表面形状を正確にトレースできる
ため，解析の正確度は向上する．しかし，これにともなって解析の要素数が増加するた
め，解析速度は低下する．第 4 章で開発したピーリング寿命の予測法のように，多くの
接触解析を行う場合は，必要な解析の正確度を確保できる最大のサンプリング間隔を決
定する必要がある．そこで本検討では，同一のサンプルについて異なる複数のサンプリ
ング間隔で表面形状測定を行い，得られた表面形状データの表面粗さパラメータを比較
した結果に基づいて最適なサンプリング間隔を検討した． 
測定サンプルは第 4 章の転動疲労試験（表 4.1）の No. 1 と No. 4 の試験に用いた駆動
円筒とし，測定箇所は外形面内の 1 か所にした．これらの駆動円筒の運転前の算術平均
粗さ Raは，No. 1 の試験が 0.75 μm，No. 4 の試験が 0.30 μm であった．No. 1 の試験は試
験前と 104回負荷時について，No. 4 の試験は試験前と 105回負荷時について表面形状測
定を行った．測定法は共焦点顕微鏡法とし，サンプリング間隔（x ＝ y）を 0.29 μm，
0.50 μm，0.83 μm，1.25 μm，2.50 μm にした 5 条件で測定を行った．なお，サンプリン
グ間隔以外の測定条件は表 A-1 と同じとした．得られた表面形状の生データには，前項
96 
 
（A）の検討と同じ条件で LM ノイズカットとローパススプラインフィルタ処理を施し
た．以上の方法で得られた表面形状に対し，三次元表面形状解析ソフトウェアを用いて
二乗平均平方根粗さ Sq，突起頂点の高さの標準偏差 σ*，突起頂点の算術平均曲率 Spcの
算出を行った．このとき，サンプルの円筒形状を補正するために曲面補正を実施し，さ
らにカットオフ値 2.5 μm のローパスガウシアンフィルタ処理を適用した．このガウシ
アンフィルタ処理は，表面形状測定時のスプラインフィルタ処理で除去しきれなかった
短波長の表面粗さ成分を除去するために行い，これによってピーリングの発生と相関の
強い波長域（波長 2.5 μm 以上）の表面粗さ成分について評価できるようにした．σ*と
Spcの算出のための突起頂点の抽出条件は，自点の周囲の約 2.5 μm 四方の範囲内に存在
する全測定点より自点が高いこととした． 
以上の方法で算出した表面粗さパラメータおよび σ*と Spcの積（以下，σ*・Spc）とサ
ンプリング間隔の関係を整理し，最小のサンプリング間隔の場合と大差ない表面粗さパ
ラメータが得られる最大のサンプリング間隔を最適値と判断した．第 2 章でも述べたよ
うに，σ*・Spcの積は粗面が接触するときの突起接触部の接触過酷度と相関があるので，
接触解析に用いる表面形状のサンプリング間隔を検討するための評価指標として好適
である． 
図 B-1 に各表面粗さパラメータおよび σ*・Spcとサンプリング間隔の関係を示す．図
B-1(a)は Sq，図 B-1(b)は σ*についての結果であり，これらの表面粗さパラメータはサン
プリング間隔の影響をほとんど受けないことがわかった．図 B-1(c)は Spcについての結
果であり，初期の表面粗さ（Ra）や負荷回数によらずサンプリング間隔が大きいほど Spc
が減尐する傾向がみられた．ただし，サンプリング間隔が 0.29 ～ 1.25 μm の範囲にお
ける Spcの変化は小さく，サンプリング間隔が 0.29 μm の場合の値を基準値にすると，
サンプリング間隔を 1.25 μmにした場合の Spcは 10%以内の減尐に留まっていた．一方，
サンプリング間隔を 2.50 μmにした場合の Spcは基準値より 45%以上小さくなっていた．
図 B-1(d)は σ*・Spcについての結果であり，サンプリング間隔を 1.25 μm にした場合の
Spcは基準値と比較して 8%以内の減尐に留まっていた． 
 以上の結果から，接触解析に用いる表面形状データを測定するときのサンプリング間
隔の最大許容値は 1.25 μm 程度と考えられ，本研究ではこの値をサンプリング間隔とし
て運用することに決定した． 
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図 B-1 各種表面粗さパラメータ（および σ*・Spc）とサンプリング間隔の関係 
(a) 二乗平均平方根粗さ Sq 
(b) 突起頂点高さの標準偏差 σ* 
(c) 突起頂点の算術平均曲率 Spc 
(d) σ*・Spc 
 
